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要 旨 
 
本論文は，鋼橋の二大損傷である「腐食」と「疲労」において特に発生件数が多い部材接合部の損傷に
着目し，中でも対策工法の適用，実用化に向けて解決すべき課題の多い「高力ボルト接合部の腐食」及び
「Uリブ鋼床版の疲労」を取り上げている．そして，これら2つの接合部の損傷の発生要因となるボルト
部あるいは溶接部の接合構造の構造改善・耐久性の向上のための提案とその実現のための研究課題を提起
し，課題解決に向けた議論を展開している． 
鋼橋ボルト接合部の腐食は，ボルト頭部の突出に起因する塗膜厚不足や雨水滞留による湿潤環境が原因
である．本論文では，こうした問題を解決する方法として，ボルト頭部の突出をなくし接合面を平滑にす
る接合方法を提案した．特に，平滑化を可能とするボルトとして「皿型ボルト」に着目し，これを摩擦接
合継手として用いた場合の継手性能の評価，及び鋼橋を対象とした本接合部の実務設計のための諸条件の
整理および提案を行った．すなわち，実橋適用を見据えた構造パラメータを選定した上で製作・施工・架
設誤差を考慮した継手試験体に対する引張載荷試験及び FEM 解析を行った．その結果，六角ボルトと比
べてすべり耐力の低下が最大1割程度にとどまるといった力学特性を明らかにするとともに，その原因が
皿頭部の形状に起因する連結板の変形によるものであることを示した．そして，これらの特性とボルト軸
力のリラクゼーション特性を考慮して，皿型ボルトを用いる場合の設計すべり係数を 0.4（無機ジンクリッ
チペイントを塗布した場合）とすること提案した．さらに，ボルトの呼び径＋4.5㎜までの拡大孔の採用や，
ボルトの皿頭部の最適形状，連結板の最小板厚を12㎜とすることなど，実設計のための諸条件を整理した． 
つぎに，近年急増しているUリブ鋼床版の疲労き裂のなかで，特に損傷数が多く疲労対策上の課題も多
い「デッキプレートとUリブ溶接部のき裂」を取り上げ，交通規制や天候リスクのない方法で，かつ将来
にわたり，き裂発生リスクを限りなく排除する方法として，現行の鋼床版の片面すみ肉溶接を，剛性の高
いあて板ボルト接合へ改造する方法を提案した．特に，交通規制を不要とするために片面から施工可能な
ボルトとして「ねじ付きスタッド」に着目し，これを摩擦接合の締結材として使用することの可否，さら
には鋼床版構造に適用した場合の性能改善効果の評価を行った．摩擦接合継手としての「ねじ付きスタッ
ド」は，鋼板に溶殖され，高軸力が導入されることから，スタッドを用いたあて板補強鋼板の引張疲労試
験及び FEM 解析を実施した．その結果，スタッドに軸力が導入されることでスタッド溶接部周辺の変動
応力があて板にも伝達され，疲労強度の低下は認められず，疲労強度は頭付スタッド（E等級相当）のそ
れと同等以上であること，スタッドを用いた1面継手試験体のすべり試験結果をもとに摩擦接合の締結材
として適用可能であることを明らかにした．さらに，スタッドとワンサイドボルトを用いてあて板をボル
ト接合した実物大鋼床版試験体に対して載荷試験を行い，T荷重に対する応力性状や変形特性をもとに，
スタッドの溶殖間隔や導入軸力について検証を行った．また，輪荷重疲労試験（輪荷重78.5kN，200万回）
も併せて実施し，疲労耐久性が十分であることを明らかにした． 
最後に，以上の結論を踏まえ，実際の施工に向けた技術検討課題として，皿型ボルト接合に関しては，
皿型ボルトの製作管理値の設定や，施工効率化や品質確保のためのトルシア化，皿型ボルト継手のすべり
耐力を低下させないための皿頭部形状の改善などがあげられる．また，スタッドを用いたあて板ボルト接
合に関しては，熱影響の少ないスタッド材料や供用下を想定した品質・施工管理の検討， Uリブ鋼床版の
あて板ボルト接合への改造によって生じるデッキプレートとUリブ溶接部の切断痕の処理方法，あて板の
形状に起因するデッキプレートの局部ひずみ対策，横リブ交差部の局部ひずみ対策などが今後解決すべき
技術検討課題としてあげられる． 
 本論文で用いた主な用語の定義 
 
 
 あて板：鋼床版デッキプレートとUリブに添えて取り付ける冷間曲げ加工したL型の材片 
 改造鋼床版：鋼床版デッキプレートとUリブの片面すみ肉溶接をあて板接合に改造した鋼床版．本
研究ではスタッドを用いたあて板接合をいう 
 片当たり：ボルト頭部やボルト軸部が連結板や母板に不均等に接触する現象 
 片面施工ボルト：ボルトを挿入し専用レンチで締め付けることにより挿入した側のバルブスリーブ
が変形してボルト頭が形成され片面から施工が完結するボルト 
 拡大孔：ボルトの呼び径に対して連結板または母板に加工するボルト孔径を大きくすること 
 回転せん断力：輪荷重の載荷によって生じるスタッド溶接部に作用するせん断力が，輪荷重の移動
載荷によって回転するせん断力のこと 
 降伏耐力：継手部の材片が降伏に達するときの耐力 
 降伏先行型：高力ボルト摩擦接合継手において，すべり／降伏耐力比が 1.0以上のもの 
 皿型ボルト：高力ボルトの頭部が皿型形状を有するもの 
 皿孔加工部：皿型ボルトの皿頭部を定着するために連結板又は母板を皿型状に切削加工した部分 
 スタッド：一般的にねじ無しのものとねじ付きのものがあり，本論文では特にねじ付きのもので，
母板に溶接し，軸力を導入して摩接合用に用いるもの 
 軸力低下率：導入軸力に対するボルト軸力の低下率 
 すべり荷重：建築学会の鋼構造接合部設計指針を参考に，ボルト位置での相対変位が 0.2㎜に到達
したときの荷重，最大荷重，主すべりが発生した時の荷重のいずれか最小のもの 
 すべり係数：すべり荷重を高力ボルトの試験前軸力，設計ボルト軸力，すべり時軸力のいずれかで
除した値 
 すべり／降伏耐力比：高力ボルト摩擦接合継手において，設計すべり耐力と純断面降伏耐力との比 
 すべり先行型：高力ボルト摩擦接合継手において，すべり／降伏耐力比が 1.0以下のもの 
 設計すべり係数：高力ボルト摩擦接合継手の設計に用いるすべり係数 
 設計すべり耐力：設計すべり係数と設計ボルト軸力で算定される耐力 
 設計ボルト軸力：高力ボルト摩擦接合継手の設計すべり耐力算定に使用する高力ボルトの軸力で，
F10Tではボルトの降伏耐力の 75％の応力を基準に定めたもの 
 接合面：母板と連結板が接合（接触）する面 
 接触圧：高力ボルト摩擦接合継手の接合面に作用する鉛直方向応力 
 接触力：高力ボルト摩擦接合継手の接合面に作用する接触圧と接触面積の積分値 
 相対変位：高力ボルト摩擦接合継手の母板と連結板の変位量の差 
 標準ボルト軸力：高力ボルトの軸力導入後の軸力低下を考慮して高力ボルトに導入する軸力 
 母板（母材）：高力ボルト摩擦接合継手で部材間の応力を伝達するための接合部材 
 ボルト首下長さ：ボルト締め付け長さにナット，座金及びボルトの余長を足し合わせた長さ 
 摩擦せん断応力：高力ボルト摩擦接合継手の接合面に作用する水平方向応力 
 摩擦せん断力：高力ボルト摩擦接合継手の接合面に作用する摩擦せん断応力と接触面積の積分値 
 リラクゼーション：高力ボルトの導入軸力が締め付け直後から時間経過と共に減少する現象．  
 連結板：高力ボルト摩擦接合継手で部材間の応力を伝達するために母板に添えて取り付ける材片 
  
 本論文で用いた主な記号の定義 
 
 
A ：軸平行部の断面積（㎜ 2） 
E ：ヤング係数（N／㎜ 2） 
α ：ねじり及び降伏比の影響を考慮して設定する低減係数（0.85とする） 
d ：ボルト孔径（㎜） 
n ：ボルト本数 
m ：接合面数 
L ：スタッドの長さ（㎜） 
Lo ：スタッド溶接後の長さ（㎜） 
N0 ：設計ボルトの設計軸力（kN） 
N1 ：皿型ボルトの試験前軸力（kN） 
N2 ：皿型ボルトのすべり時軸力（kN） 
Ni ：皿型ボルトの締め付け軸力（kN） 
P ：すべり荷重（kN） 
Ps02 ：相対変位 δ2が0.2㎜時の荷重（kN） 
Psm ：すべり時の最大荷重（kN） 
S ：スタッドのねじ長（㎜） 
N ：スタッドの設計軸力（kN） 
Ns ：スタッドの標準軸力（kN） 
R ：皿型ボルトの首下の丸み 
RC ：リラクゼーション試験における5カ月経過後の皿型ボルトの軸力低下率 
RH ：リラクゼーション試験における5カ月経過後の六角ボルトの軸力低下率 
β ：すべり／降伏耐力比 
βd ：設計すべり／降伏耐力比（すべり係数を 0.5とし，鋼種ごとの基準降伏点で算定したもの） 
βe ：すべり／降伏耐力比（すべり耐力試験値と材料試験結果に基づく降伏耐力で算定したもの） 
γ ：連結板／母板降伏耐力比 
θ ：皿型ボルトの皿頭部の角度 
ε ：ボルトの軸力低下率 
ν ：ポアソン比 
σy ：使用鋼材毎の基準降伏点（N／㎜
2） 
μ ：摩擦係数 
μ1 ：すべり係数（すべり荷重を試験前軸力で除したもの） 
μ0 ：設計すべり係数（すべり荷重を設計軸力で除したもの） 
μ2 ：すべり係数（すべり荷重をすべり時の軸力で除したもの） 
μdC  ：皿型ボルトの設計すべり係数（無機ジンクリッチペイント 75μm塗布の場合） 
μdH ：六角ボルトの設計すべり係数（無機ジンクリッチペイント 75μm塗布の場合） 
μH ：すべり解析で得られた六角ボルトのすべり係数 
μC ：すべり解析で得られた皿型ボルトのすべり係数 
γs ：皿型形状の影響を考慮した低減率 
γR ：リラクゼーションの影響を考慮した低減率 
φ ：スタッドの軸平行部（㎜） 
Δσk ：直応力範囲（N／㎜
2） 
Nk ：応力繰り返し回数（破断回数） 
σ0 ：スタッド締め付け時の応力（N／㎜
2） 
σt ：スタッド溶接部の引張力作用時の応力（N／㎜
2） 
Δσ ：スタッド締め付け時の応力と引張力作用時との変化量 
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第 1章 序論 
1.1 研究の背景 
1.1.1 鋼橋部材接合の歴史 
鋼橋の発展は，構造用鋼の誕生のみならず，その接合技術の進化によるといっても過言ではない．
18世紀にイギリスで産業革命がおこり，コールブルックデールの渓谷に架けられたアイアンブリッ
ジは，鋳鉄を用いた最古のアーチ橋として現存する．当時において約300トンもの鋳鉄を砂型で生
産し，かつて2000年以上にわたり石造の主流であったアーチ形式を踏襲したものであるが，接合部
に着目すると，イギリスの伝統的な木工造の手法である「あり継ぎ」，「ホゾ穴継ぎ」，「くさび」の
手法が用いられている 1)．つまり，鋳鉄製造の正確な鋳込み技術の進化を裏付ける一方で，鉄橋の
初期には現代のような接合技術がまだ存在していなかったことを意味している． 
鋼構造の接合の原点ともいえるねじやリベットは，産業革命において，機械やボイラなどの製造
のための部品として必需品となり，19世紀にはこれらの高精度で同一部品の大量生産を可能にした
とされている 2)．現代構造の礎となる鉄骨の梁は，19世紀初期に製造に成功した錬鉄にリベット打
ちした錬鉄製の梁が，また，大きなサイズになると，アングルとプレートをリベットで集成した桁
が製作されている．錬鉄で各種形式の橋が考案されるにしたがって，橋の設計に必要な構造力学が
開花し，新しい構造材料と構造理論の発展によって，橋の形式は多岐に進化し始めた 3)． 
こうした流れのなか，現代鋼の前身となる構造用鋼は，平炉製鋼の実用化によって誕生し，強度
の低い錬鉄に代わる新材料となった．その後，転炉の実用化も相まって圧延鋼の大量生産が可能と
なり，1980年，イギリスが世界に誇るトラスモニュメントのフォース鉄道橋がエジンバラのフォー
ス入り江に架橋された．これらの鋼部材を接合する部品として，リベット接合は，溶接技術やねじ・
ボルトの未発達過程における唯一の締結材として用いられ，その後も20世紀半ばまで，長きにわた
り使用されてきた． 
国内においては，1960年代の高度経済成長期を機に鉄鋼の製造技術が急速に進歩し，多くの鋼橋
が建設されたが，鋼橋建設の初期の時代は，工場製作において，山形鋼などがリベットにより接合
され，I断面などを形成していた 4)．リベット接合とは，1100℃に赤熱したリベットを挿入し，ハン
マーで頭をかしめて緊結する工法であり，初期剛性の高い信頼性のある接合方法であるが，手作業
を主体とする施工手間に加え，現場施工においては，その打設時の騒音が公害問題となっていた．
これに対し，戦後急速に発展した溶接工学と，1950年頃にアメリカから導入された高力ボルト摩擦
接合の普及により，接合技術は転機を迎えた．これらの双方の技術の発展により，工場製作におい
ては生産性の高い溶接接合を中心に生産ラインが再編成されるとともに，現場接合は高力ボルト摩
擦接合が主流となり，リベット接合は橋梁分野ではほぼ完全に使用されなくなり，衰退した．表1.1.1
には，接合技術の歴史とその時代の代表的な鋼橋を示した． 
国外において，高力ボルトが使用され始めた時期は明確でないが，1940年代にアメリカで研究が
始まり，1951年にはSpecifications for Assembly of Structural Joints Using High Strength Bolts5)が制定され
た．国内では，1954年に架設された鉄道橋で初めて使用されたのを機に，その後も鉄道橋を中心に
使われたとされる 6)．高力ボルトに関する基準は，1964年に日本工業規格 JIS B 11867)において，そ
の規格が制定され，また, (社)日本道路協会より「鋼道路橋高力ボルト摩擦接合設計指針」8)が刊行
された．高力ボルトの材質について，1964年版ではF7T，F9T，F11T，F13Tであったが，一部の 
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表 1.1.1 接合技術の歴史とその時代の代表的な鋼橋 
 
F13T ボルトに発生した遅れ破壊の事故を踏まえ,1967 年 JIS 改正時には排除された．さらに，1979
年 JIS改正時においても遅れ破壊への懸念から F11Tはその使用が推奨されないかっこ付きとなり，
昭和 55年道路橋示方書において F11Tは完全に排除され F8T，F10Tの 2種類となった．さらに，
リベット ボルト 溶接
1779 － － －
Ironbridge（英）
※木構造の手法
1800 メタルアーク溶接（露）
1890 リベット接合の発達（英） Force鉄道橋（英）
1907 被覆アーク溶接（欧）
1926 JES39、「鋲」制定（日）
1930 全溶接高張力橋（独） Zoo橋（独）
初期の鋼床版（米） BattledeckFloor（米）
1931 国鉄（日）
（電弧溶接設計製作示方書）
1932 全溶接橋梁（日） 水道橋（日）
1933 サブマージアーク溶接（米）
1934 格子構造の鋼床版（独） Feldweg橋（独）
1940 TIG溶接、CO2溶接（米）
1941 臨JES-第196号（日）
（鋼材用電弧溶接棒）
1947 高力ボルト研究開始（米）
1949 JIS制定（日）
1950 高力ボルト基準制定（米） 開断面鋼床版橋（独） Mulheimer橋（独）
JIS Z 2311制定（日）
（軟鋼用被覆アーク溶接棒）
1951 JIS B1206（太径リベット）
1954 国鉄で工事用トラス施工 閉断面鋼床版橋（独） Weser Bridge(独）
研究報告まとめ（鉄研） 最古の鋼床版（日） 中里跨線橋（日）
1956 「高力ボルト摩擦接合概説」
1957 JIS B1214（熱間リベット）
1959 連続鋼床版桁（日） 城ケ島大橋（日）
1960 設計基準他（建築学会） 　MAG溶接（アメリカ）
リベット衰退 ASTM制定（米） 　自動溶接（日）
1964 JIS B 1186 制定 びわこ大橋（F13T)
（F7T、F9T、F11T、F13T）
1965 日道路協会
「摩擦接合設計施工指針」
1969 閉断面鋼床版（日） 新淀川大橋（日）
1967 JIS B 1186 改定
（F13Tの排除）
1970 国鉄標準示方書に規定 　ガスシールドアーク（日）
　CO2半自動溶接（日）
1972 道路橋標準示方書に規定
1974 　HT780適用（日） 港大橋(日）
1977 日鋼構造協会
「鋼構造接合資料集成」
1979 JIS B 1186 改定
（F11Tのかっこ付き）
1980 道路橋示方書 　溶接ロボットの普及(日）
（F8T、F10T）
1981 JSS Ⅱ09
トルシアボルト規格制定
1983 道路協会規格
ボルトナット平座金セット
1988 HT780本格適用（日） 瀬戸大橋（日）
1995 鋼桁現場溶接（日） 第二東名他（日）
1998 予熱低減鋼（日） 明石海峡大橋（日）
全断面溶接タワー（日） 白鳥大橋（日）
2012 BHS鋼（日） 東京ゲートブリッジ（日）
特殊ボルト開発（日）
（超高力ボルト、太径ボルト、
防錆処理ボルトなど）
接合方法
西暦 歴史的鋼橋
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1981 年には現場の施工効率化と品質安定化を目的としてピンテール付のトルシアボルトが登場し，
日本鋼構造協会においてその規格が制定された 9)．そして，1983 年の道路協会規格として，「摩擦
接合用トルシア形高力ボルト・六角ナット・平座金のセット」が制定された 10)． 
一方，溶接接合は，第二次世界大戦中に欧米で被覆アーク溶接技術が急速に発展し，国内でも造
船やプラント等への適用はじめ橋梁への溶接技術が適用されるようになった．国内で記録に残る最
初の適用例は 1920 年，火薬運搬船及びフェリーボートと言われている 11)．橋梁における当時の主
な継手はリベットで，溶接は補剛材などに使用されていた．橋梁への溶接の適用は1932年頃であり，
横浜市「水道橋」で国内初の全溶接橋梁が架橋されている 11)．その後， 1950年に JIS Z 3211にて
軟鋼用被覆アーク溶接棒の規格が制定され，1957年に「溶接鋼道路橋示方書」の制定により，工場
製作はリベット接合から溶接接合に完全に移行した．溶接接合の実用化によって，鋼橋の設計は変
革点を迎え，鋼橋は軽量化への方向へ進んだ．1975年以降はCO2半自動溶接が拡大し，溶接ロボッ
トが普及した 12),13)．このような溶接技術の発展に伴い，リベット橋の時代では実現できなかった製
作ブロックの大型化が可能となった．溶接技術の発展に伴い注目するのは，軽量床版つまり鋼床版
の誕生である．アメリカやドイツで生まれたバックルプレート床版が発端となり，戦後画期的な軽
量床版として登場した 14)．国内でも，1960年頃から縦横の平リブで補剛された鋼板を床とする鋼床
版が登場した．鋼床版は（通常の）コンクリート床版に比べ 1/2 以下の重量であり，軟弱地盤や長
スパン橋梁での採用には利点が多い．特に都市高速道路の湾岸域では，多く採用された．また，長
支間連続箱型プレートガーダー橋や長大斜張橋などの長スパン化に寄与してきた． 
 
1.1.2 接合技術の研究事例 
溶接接合については，表 1.1.1に示したとおり，1950年に JISで被覆アーク溶接棒が規定されたの
を機に，高度経済成長期にかけて欠陥の少ない溶接技術が続々と登場した．また，溶接技術は生産
効率化，高品質化に向けてその施工の自動化が進み，センサーとコンピュータを備えた知能化，ロ
ボット化，さらにこれらを統合的に管理するシステムへと発展した 15)．一方，高力ボルト摩擦接合
については，1956 年に国内外の研究成果を田島らが取りまとめ，「高力ボルト摩擦接合概説」16)が
出版されている．その後，日本鋼構造協会においても1970年頃までの研究成果をとりまとめられ，
1977年に「鋼構造接合資料集成」17)として出版されている．前者の研究において，高力ボルトの機
械的性質，軸力導入方法，材片間接合面の処理方法，荷重伝達機構，疲労強度，継手のすべり耐力
や終局強度について，概ね解明されたといえる． 
鋼橋の設計は1990年代に入り，公共事業全般のコスト縮減要請からその合理化が求められ，鋼道
路橋設計ガイドライン 18)により設計された鋼桁は，厚板小補剛と，従来の鋼重最小設計思想から製
作工数最小設計への思想と変化していった．構造物の合理化・小補剛化に伴い，使用部材が厚肉化，
高強度化する中で，板厚の大きな鋼材を使用する機会が増え，ボルト接合が困難となる場合におい
て，施工現場での厚板溶接が採用され始めた．また，併せて高力ボルト摩擦接合継手部の多列化に
対して設計合理化の必要性も高まった．F10T ボルト（引張強さ 1,000N/㎜ 2級）では，１か所の接
合部に大量のボルトが必要になり，接合部の巨大化や施工能率の低下を来す．そのため，許容水素
量の大きな鋼材と遅れ破壊の生じにくいボルト形状を必須要件とした高強度ボルト（引張強さ 1,400
～1,600 N/㎜ 2級）が開発された 19)．この高強度ボルト（S14T）は，従来品（S10T）の約 1.5倍の
耐力を有することから，ボルト本数の低減及び連結板の縮小が期待できる．耐遅れ破壊特性は，ね
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じ形状の改良によって向上させており，沖縄他での20年以上の曝露試験でも不具合がないことが確
認されている 20)．また，通常用いられているM22～M24では力学的に継手効率が低く不経済になる
ため，M30以上の太径ボルトも開発されている．南ら 21)は，太径ボルトを適用した場合の合理化効
果を確認するための試設計を行い，太径ボルトを用いれば，構造形式に関わらず，M22よりボルト
本数は大幅に低減できるが，M30, M36では 1本当たりの重量が大きく，ボルト重量は逆に増加す
ると述べている．さらに，摩擦接合面のすべり係数を向上させて継手構造の合理化を図るために，
接合面処理に関する研究も多く実施されている．森ら 22),23)は，接合面の処理状態とすべり係数の関
係を明らかにする目的で，接合面処理の異なる 8種類の継手試験体を作成し，無塗装面に対しては
表面粗さ，塗装面は塗膜厚を計測したうえですべり耐力試験を実施し，試験結果と既往データを組
み合わせ，接合面処理状態とその品質に応じた設計に適用すべきすべり係数を提示している．また，
宇野ら 24),25)は，硬さが異なる金属間に摩擦力が作用するときの界面の破壊モードに基づいて，高摩
擦係数を実現する理論的条件を提案している．また，提案条件の検証を目的として摩擦係数の影響
因子を変数とするすべり試験を実施し，その結果をもとに接合面の素地調整を工夫すれば，金属同
士のかみ合わせ（アンカー効果）によりすべり係数が 1.0 以上確保できると述べている．さらに，
近年，鋼橋の防食で採用事例の多い金属溶射は，防食性能が向上するだけでなく，接合面に金属溶
射を封孔処理なしで用いれば，すべり係数の向上にも期待できる．小坂ら 26,27)は，多列化回避によ
る性能安定化，施工における現場ボルト継手のニーズと，経年劣化に対する継手部のコンパクト化
を実現するために，連結板の接合面に金属溶射を適用した構造について検討した結果，溶射パラメ
ータおよび長期リラクゼーションを踏まえると，Al-Mg溶接がすべり係数の向上を実現できる最適
な材料と述べている． 
一方，近年増加する補修・補強分野においては，腐食した鋼板への接着剤とボルト接合とを併用
したあて板に関する研究が実施されている．村越ら 28)は，接合面への接着剤の併用は，すべり係数
の向上に寄与するとしている．また，丹波ら 29)は，これらを併用した継手試験供試体を用いて，接
着剤の有無，腐食を模擬した凹部の形状や位置，深さなどの違いがすべり耐力に及ぼす影響につい
て，すべり試験により検討している． 
耐久性に関する研究としては，架設期間中のボルト頭の発錆を防ぐ防錆処理ボルトや，ボルトそ
のものの耐久性を向上する溶射ボルト，溶融亜鉛メッキボルト等が開発されている．防錆処理ボル
トは，ボルト締め付け後，仕上げ塗装までの間に，ボルト頭の発錆を防ぐ．これは，本塗装時にさ
び落としの必要がなく，ボルト接合部の塗膜の耐久性を向上させることができる． 
 
1.2 鋼橋部材接合部の維持管理における課題 
高度経済成長期に建設された多くの道路橋は50年の時を経て，経年による材料劣化や疲労をはじ
めとした損傷が顕在化している．我が国では市町村も合わせて約 70 万橋もの橋梁が存在するが，
10 年後には建設後50 年を経過する橋梁が４割以上になると見込まれている． 
高齢化する道路橋に対する維持管理の在り方については，2000 年頃から有識者らによる提言 30)
や維持管理計画などが発信され，その必要性や維持管理の方向性が示されており，自治体において
もようやくそれが実行に至りつつある．こうした中，インフラ構造物の維持管理に対する危機感と
緊急性を痛感する転機となったものが，2012 年 12 月の中央自動車道笹子トンネルでの天井板落下
事故であることは間違いない．この事故によって尊い人命が奪われただけでなく，長期にわたり通
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行止めとなった．道路橋では，東京オリンピックや大阪万博等に間に合わせるため早期・緊急的に
整備された区間や，沿岸部・大型車の極めて過酷な重交通区間など，立地並びに環境の厳しい場所
において，材料劣化や環境・交通作用に起因する変状が著しく顕在化している．こうした背景から，
高速道路会社では，高齢化を踏まえ今後必要となる大規模修繕や更新計画を発表するとともに 31)，
国土交通省においても，省令によりインフラ点検の義務化 32)など，「維持管理」に重点を置いた政
策がとられている．都市内の高速道路は橋梁，特に鋼橋の占める割合が高く，管理すべき設備数量
が多くなっている．そのため，鋼橋の維持管理では，常に良好な状態に保つ目的で，点検，補修・
補強をマネジメントサイクルとして実施しているところである．しかし，適切な維持管理のもとで
も，橋梁構造物は自然環境下や車両による荷重作用下で厳しい使用環境におかれているため，損傷
が進行する場合も少なくない． 
阪神高速道路を例にすると，昭和39年に供用を開始し，現在，総延長259.1kmを管理しており，
京阪神都市圏の経済産業活動を支える極めて重要な社会基盤として機能している．図1.2.1には道路
会社別の構造物比率（供用延長）を示す．高架橋及びトンネルを含む構造物比率は，都市高速道路
が高く，阪神高速が92％，首都高速で95％となり，NEXCOの25％と比較して高い．図 1.2.2には
路線別の経過年数及び内訳（供用延長）を示す．同図より，経過年数40年以上が約30%（約 80km），
30年以上が約50%（約130km）と高齢化が進んでいる．  
 
図1.2.1 道路会社別の構造物比率（単位：供用延長 km）31) 
 
図1.2.2  路線別の供用年数及び総延長に対する内訳（単位：供用延長 km）31) 
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阪神高速道路は，1日約 70万台の自動車が利用し，大型車の平均断面交通量が大阪府内道路の約
6倍という過酷な使用状況にある．図1.2.3には，阪神高速道路の設備数量とその内訳を示す．構造
物比率のなかでも，鋼橋の占める割合が高く，高架橋で比較すると，コンクリート橋に対して，鋼
橋は全体の約 80％となり，高架橋の延長で比較するとその大半が鋼橋であることがわかる．また，
図1.2.4には，阪神高速道路の供用経過年数とkmあたりのAランク損傷数を示す．ここに，Aラン
クとは，構造物点検の結果，機能低下があり，対策の必要があるものを指す．補修を必要とする km
あたりのAランク損傷数は，供用後概ね40年頃から増加する傾向が見られる．  
 
図 1.2.3 阪神高速の構造物の設備数量とその内訳 
 
図1.2.4 阪神高速道路の供用経過年数とkmあたりのAランク損傷数 
鋼桁 
コンクリート桁 
土工区間 
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図 1.2.5には，阪神高速の鋼上部工における Aランク以上損傷の発生割合を示す．同図より，主
たる損傷は，鋼構造物の二大損傷と一般的に言われている，腐食と疲労き裂に大別される．「腐食」
に着目すると，鋼桁端部や鋼桁本体の腐食が損傷件数の 3割以上を占める．主たる損傷要因は，劣
化した伸縮装置やコンクリート床版打ち継ぎ目のひび割れからの漏水による錆・腐食である．特に
狭隘な鋼桁端部や高力ボルト摩擦接合継手部には，構造的な要因で雨水が慢性的に滞留し，損傷の
進行が助長されている．次に，「疲労」に着目すると，損傷件数の 4割以上を占めるが，その大勢が
「鋼床版の疲労き裂」となっている．平成13年頃までは，ウェブギャップなどの二次部材に生じる
疲労き裂が発生していたが，この対策を実施してきたため，損傷数は減少しつつあった．一方，平
成18年頃から，大型車交通量の多い路線を中心に，鋼床版の疲労き裂が顕在化し，そのなかでも特
にUリブ形式の鋼床版において，損傷数が著しく増加してきている． 
 
図1.2.5 阪神高速の鋼上部工におけるAランク以上損傷の発生割合 
 
以上の鋼橋の現状から，以下に，阪神高速道路の鋼橋を例に「腐食」，及び「疲労」に係る課題を
述べる． 
 
1.2.1 鋼橋部材接合部の腐食 
上述のとおり，阪神高速で管理する鋼橋の損傷件数のうち，その3割以上は「腐食」が占め，主
な損傷原因は，劣化した伸縮装置や床版打ち継ぎ目からの漏水であり，特に古い設計基準で設計さ
れ極めて狭隘で十分な維持管理空間が確保できていない鋼桁端部や，高力ボルト摩擦接合継手部な
どに雨水が滞留し，腐食が進行する事例が多い．このような状況から，鋼桁端部については，こう
した課題を解決すべく，伸縮継手部の改良や，止水材の取り替えだけでなく，ノージョイント化の
実用化に向け精力的な検討がなされた．その結果，既設鋼桁を対象とした連結工法は補修要領 33)と
して基準化され，阪神大震災後の耐震補強を契機として桁連結工事が一気に進んだ．その他にも床
版連結など含め伸縮継手を無くす多様な取り組みのほか，腐食した鋼桁端部に対する補修方法 34)を
検討している．さらに，他機関では，同じ目的で「延長床版」35)や，鋼桁端部の補強方法として，
炭素繊維シートの接着による補強方法の開発 36)など，鋼桁端部の腐食対策については余念無く実施
されている． 
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一方，高力ボルト摩擦接合部の腐食については，ボルト頭やナットが周辺から凸になっているこ
とから，雨水や泥水等が滞留し，錆や腐食が進行しやすい．この対策として，止水材の設置や浸入
した水を排水するための導水板や排水孔の設置などの対策を実施してきているが，抜本的な対応が
困難な状況である．図 1.2.6には，最新（平成 25年度末）点検結果に基づく鋼上部工の「さび・腐
食」でAランク以上損傷の一般部と接合部の発生割合を示す．同図より， 損傷の 3割以上は接合
部で発生していることがわかる．一般的に，全体鋼重に占める接合部の重量は約 5％程度であり，
その割合で考えると，接合部の損傷率が極めて高いことを示唆している． 
 
図1.2.6 鋼上部工のAランク以上損傷の一般部及び接合部の発生割合（平成25年度末点検結果） 
 
そこで，高力ボルト摩擦接合部の塗装仕様（一般外面）は，ボルト凸部の塗膜厚確保の観点から，
下塗りを2層設けることで一般部より層数を多くした仕様としている 37)．しかし，ボルトなど鋼板
の角部は一般部の塗膜厚の20％程度との報告 38)があるように，塗膜厚を確保しにくい上，ボルトそ
のものが凸形状であるため素地調整が困難であり，塗膜とボルト素地との間で付着力が確保されに
くい．写真1.2.1(a)には，腐食事例として，鋼桁端部の桁連結部材の損傷写真を示すが，ボルト頭部
が先行して塗膜劣化が生じていることがわかる． 
また，高力ボルト・ナットが一旦腐食によって減肉すると，軸力低下が生じ継手性能の低下が懸
念される．写真1.2.1(b)は長大鋼トラス橋の主弦材（箱断面）の継手部内面に，浸水により著しい腐
食が生じた状況を示す 39)．高力ボルト頭部は山形に減肉し，座金も台形状に減肉していた．そこで，
腐食した継手部のボルト軸力調査，および抜き取りボルトの発錆状況を調査した結果，ボルト軸力
は当初設計ボルト軸力に対して約 20％の軸力低下が生じていた．しかし，当該箇所の抜き取りボル
トの外観調査からは，母材と連結板との接触面は健全と推定し，継手性能を回復するために，ボル
トの取り換えと，減肉した連結板の断面回復のみを行った． 
このような腐食した高力ボルト摩擦接合継手の性能評価として，名取ら 40)や下里ら 41)は，腐食し
た高力ボルト継手部の残存軸力を実験及び解析により評価しており，写真 1.2.1のように接合部のボ
ルト頭部が局所的に腐食すると，ボルトの軸力が 20～30％程度低下すると報告されている． 
一方，部材接合部の腐食の問題ではないが，鋼床版デッキプレートに高力ボルト摩擦接合継手を
用いる場合，ボルト接合部の舗装耐久性や維持管理性が課題としてあげられる．高力ボルト頭部の
第 1章 序論 
 
9 
 
突出によって，アスファルト舗装の打ち換え補修の際には，写真 1.2.1（a）に示すように，バック
フォー等の大型の施工機械が高力ボルトの頭部を損傷させることから，手はつりになり，舗装工事
の施工性を大きく低下させる要因となっている．加えて，同写真（b）に示すように，グースアスフ
ァルト舗装完了後も，ボルト位置でのアスファルト舗装厚が減少するため，舗装にき裂が生じやす
い．  
以上のように，接合部材の腐食の問題や，鋼床版の接合部の舗装の問題など，高力ボルト摩擦接
合継手に係る損傷は，ボルト頭やナットが凸となり周囲から突出していることに起因する構造上の
問題から生じている．そのため，例え層数の多い塗装塗り替えや腐食ボルトの交換，あるいは連結
板へのあて板や舗装打ち替えなどを実施しても，再劣化する可能性が高く，現状では抜本的な対策
がない状況が最大の課題である． 
 
    
(a)鋼桁端部（桁連結材）の腐食         (b)トラス部材内の腐食   
写真1.2.1 ボルト接合部の腐食事例 
 
(a)デッキプレート横継手の損傷     (b)グースアスファルト舗装完了後の状況   
写真1.2.1 鋼床版デッキプレートのボルト接合部に係る問題事例 
 
1.2.2 鋼橋部材接合部の疲労 
鋼橋の疲労き裂は，これまで，鋼 I 桁のたわみ差により生じる主桁と横桁の取り合い部，ニーブ
レス構造の端横桁と主桁との取り合い部，主桁端部が高さ調整等のために設けられたＲ状の切り欠
き部，支承ソールプレートと主桁下フランジとの溶接部など，主に二次部材で発生しており，既に
それぞれの箇所に応じた種々の検討や補修・補強対策が実施され 42) ，これらの疲労き裂の発生は
第 1章 序論 
 
10 
 
抑制され一定の効果が出ている．しかし，一方で，近年では大型車交通量の多い路線の鋼床版に疲
労き裂が発見され，その数も伸びてきており，新たな疲労の課題となり始めた．阪神高速道路では，
特に大型車混入率の高い湾岸線や，阪神大震災で被災した橋梁の復旧において採用した神戸線のU
リブ鋼床版において発見され，その数の増加は顕著である． 
阪神高速道路の鋼床版橋の設備数量は 1,426 径間にものぼり，首都高速道路の径間数と同規模で
あるが，延床面積で比較すると阪神高速道路の方が多い 43)状況となり，国内での鋼床版の管理資産
数はトップクラスである．これは，首都高速道路と比較して，湾岸線における車線数が，一部区間
で片側3～4車線区間と多く，また一定の延長があるためである．リブ形式別では，バルブリブとU
リブの各設備数量はそれぞれ 741，及び 685径間である．平成 26年 10月時点の損傷タイプ別の損
傷発生径間数を表1.2.1に示す．特にUリブ鋼床版については，224径間に疲労き裂が発生しており，
その割合は設備数量に対して 32.7％となり，バルブリブに比較し非常に高くなっている．さらに，
図1.2.7には損傷発生パターンとその発生箇所数割合を示しており，Uリブにおける疲労き裂が発生
している全 2,906 カ所中のうち，デッキプレートを貫通するき裂（以下，デッキ貫通き裂という．）
とデッキプレートと U リブ溶接ビードを貫通するき裂（以下，ビード貫通き裂という．）の合計数
は1,223か所にものぼり，全体の 42％と半数近くを占める状況となっている． 
 
表1.2.1 損傷パターン別の損傷発生径間数（平成26年10月現在） 
 
 
また，このき裂の発生傾向は，図 1.2.8に示す損傷推移のとおり，急速に増加していることがわか
る．図 1.2.9には 10トン換算累積軸数と疲労き裂発生との関係を示すが，累積軸数が増加すると，
それに比例して疲労き裂の発生数が増加し，特に 1,000 万軸数を超えるとその損傷率は上昇し，今
後の鋼床版疲労対策の焦点となる． 
これら急増しているUリブ鋼床版のデッキプレートとUリブとの溶接部の疲労き裂に関する既往
の研究では，その発生要因について，三木ら 44)は，車両輪荷重直下で発生するデッキプレートの局
所的なたわみと，それに追従するUリブの板曲げ変形による溶接ルート部の応力集中であるとして
いる．これらのき裂のなかでも，デッキ貫通き裂は鋼床版の床組機能を損ね，交通荷重の支持機能
を低下させるだけでなく，舗装の損傷を誘発し車両の走行にも影響を及ぼす恐れがある．しかし，
このき裂は，現状では 舗装を除去しない限り確認は不可能であり，舗装上や鋼床版下面から非破壊
検査等によるき裂検出が出来ず，正確な損傷数の把握ができない．一方，ビード貫通き裂は，溶接
バルブリブ Uリブ 計
S デッキプレート貫通き裂 2 5 7
① 縦リブとデッキプレート溶接部 0 75 75
② 縦リブ突合せ溶接部 5 18 23
③ 垂直補剛材とデッキプレート溶接部 0 80 80
④ 縦リブと横リブ交差部 51 42 93
⑤ その他 21 4 25
79 224 303
741 685 1,426
10.7% 32.7% 21.2%
損傷発生径間数
損傷発生径間合計
資産数
損傷発生率（損傷発生径間合計／資産数）
損傷タイプ き裂状況
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ルート部から進展したき裂が表面に現れると発見・検出できるが，点検時には既にビード内部であ
る程度進展した後に表面にき裂が現れることがあり，その長さは 4m 以上も長く進展している場合
や，溶接ビード上のき裂先端が枝分かれしてデッキプレートやUリブウェブへ進行する場合などの
事例も多い． また，Uリブ鋼床版の疲労き裂は，特定の径間に損傷が集中して発生する場合も多い
が，溶接品質や，構造諸元，累積軸数等との明確な因果関係を含めた発生要因は明確に解明されて
おらず，損傷予測が困難な状況である．  
 
 
図1.2.7 損傷発生パターンと損傷発生箇所数の割合（平成26年10月時点） 
 
 
 
  
 図1.2.8 Aランク損傷数の推移    図1.2.9 10tf換算累積軸数と損傷発生率との関係 
 
このような状況に対し，阪神高速では，デッキプレート貫通き裂に対する補修としては，デッキ
プレート上下面のあて板を，ビード貫通き裂に対する補修としては，補修溶接またはUリブ取り替
えを，さらに，これらき裂に対する予防保全としては，鋼繊維補強コンクリート舗装（以下，SFRC
舗装という．）を標準工法として，それぞれ実施している． 
補修溶接は，供用下での振動加速度の管理限界値を満足すれば，交通規制を伴わず鋼床版下面の
き裂数 
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みの作業足場内で実施することができる．しかし，補修溶接の施工にあたっては，き裂をグライン
ダーで切削し開先を形成するが，溶け込みが増加することでデッキプレート貫通き裂に変化しやす
いことが指摘される 45）など，構造上の課題がある．さらに，現場溶接であるため品質管理の難易度
が極めて高いうえ，溶接姿勢が上向きであり，溶接ビードの垂れ下がりによる形状保持が困難なこ
と，さらに，溶接後の品質として開先を成形しているため溶接施工の際に裏抜けに繋がる欠点があ
り，溶接品質管理上の課題が多い． 
SFRC 舗装は，アスファルト舗装の基層部分を高強度コンクリートに置換することで，デッキプ
レートの面外曲げ剛性を改善し，デッキプレートとUリブ溶接部周辺の応力を大幅に低減できると
されている 46),47)．しかしその施工には，長時間にわたる交通規制が必要であるため，特に都市高速
における連続した交通規制による交通渋滞は，その社会的影響が大きい．さらに，SFRC 舗装は雨
天施工が品質上難しく，その長い施工時間の間，天候が安定している必要があり，その分天候に左
右されやすい．そのため，工事が中止になる可能性が高く工程管理が難しく天候に左右されない新
たな補強工法の開発が求められているところである． 
上記の課題を踏まえ，下面から施工可能な補強工法の一つとして，Ｕリブ内面モルタル充填工法
48,49)が提案されている．本工法は，Uリブ内面にモルタルを充填し，かつUリブ間に鋼床版とは逆
のU型のあて板を接着剤で接合し，デッキプレートの面外曲げ剛性を下面から向上させるものであ
る． 
本工法の理論上の前提は，Uリブ内面へのモルタルが完全に天端まで密に充填されることである
が，実際にモルタルを充填した後は，その内面の状態確認が目視では不可能である．そこで充填孔，
空気孔，確認孔などを設け，モルタルを下流から充填し，孔からモルタルの漏れ出しを確認するな
ど，施工ステップ毎のプロセス管理による施工管理の実施が必要である．しかし，実際は空気だま
りや気泡が生じる可能性は否定できず，かつ非破壊検査などの確認方法や，未充填部が想定された
場合の対処方法，さらには，Uリブ間のあて板の接着接合については，そのはく離など，長期耐久
性の課題など，解決すべき課題が多い．このようなことから本工法は，下面から施工する新たな補
強法であるが，実用化には至っていない．  
 
1.3 本研究の目的と課題 
前節で述べた現状，及び課題から，本研究では，鋼橋の二大損傷である「腐食」と「疲労」にお
いて，その中でも特に発生件数が多い部材接合部の損傷のうち，その対策工法の適用，実用化に向
けての解決すべき課題が多い「高力ボルト摩擦接合継手部の腐食」，及び「鋼床版のデッキプレート
とＵリブ溶接部の疲労」に着目した．前節で述べた損傷の現状から「腐食」ではボルト部周辺，「疲
労」では溶接部のき裂と，いずれも接合部における不具合の改善は避けて通れず，接合部の高耐久
化の実現が必要である．これにより，阪神高速道路で発生している「腐食」と「疲労」の主たる損
傷発生の大幅な抑制が期待でき，さらには，鋼橋全体の損傷発生が抑制されることで，鋼橋の高耐
久化，つまり維持管理性の向上が図られ，効率的な維持管理が実現できると考えられる． 
以上から，本研究では，「腐食」と「疲労」の発生要因となっているボルト部あるいは溶接部の接
合部における耐久性を高めることを目的とした．以下には，これら接合部の高耐久化を実現するた
めの提案と，その実現のための研究課題について述べる． 
 
第 1章 序論 
 
13 
 
(1) 高力ボルト摩擦接合継手部の高耐久化 
高力ボルト摩擦接合継手部では，トルシアボルトや六角ボルトのボルト頭部が構造物周辺から突
出することに起因して，塗膜の付着力が低下し易く，また突出が堰となり雨水が滞留し，腐食が促
進されやすい．さらに，鋼床版デッキプレートでは，ボルト頭部でのアスファルト舗装厚が薄くな
るため，舗装耐久性も低下し易い．そのため，ボルト頭部の周辺からの突出による凸をなくして接
合面を平滑に出来れば，素地調整が容易となり塗膜の付着性が向上するうえ，突出の解消により排
水機能が向上する．また，デッキプレートのボルト頭部の突出がなくなり舗装厚が確保できる（図
1.3.1）． 
ここに，平滑な接合面を可能とするボルトとして，「皿型高力ボルト」（以下，皿型ボルトという．）
に着目する（図 1.3.2）．皿型ボルトは，ボルト頭部が皿型に成形された高力ボルトで，鉄道分野等
において，支圧接合用の打ち込みボルトとして適用されてきた 50)．そのため，皿型ボルトを用いた
摩擦接合継手としての実施例や，研究例 51),52),53)は少ないうえ，特殊な皿型形状が接合面の応力性状
やすべり挙動に与える影響について，解明されたものはない． 
そこで，本研究では，皿型効力ボルトを用いた摩擦接合継手の開発を目的に，皿型ボルトを用い
た摩擦接合継手を鋼構造物，主として鋼橋へ適用した場合の継手の力学特性の解明と，実設計に必
要な諸条件（設計すべり係数など）の提案を研究課題とする． 
 
 
図1.3.1 ボルト頭部の突出をなくして接合面を平滑にした場合の効果 
 
 
 
図1.3.2 皿型高力ボルト 
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本研究の課題と内容を表1.3.1に示す． 
表1.3.1 研究課題と内容 
課題 内容 
①力学性状 
皿型ボルトの形状が摩擦接合面の応力性状及びすべり耐力に及ぼす影響
の解明 
②品質施工 
皿型ボルト摩擦接合継手の孔径や孔ずれ，片あたりがすべり耐力に及ぼす
影響の解明 
③設計条件 
皿型ボルト摩擦接合継手の設計すべり係数を提案するうえで考慮すべく
すべり耐力への支配要因の解明と，設計に必要な諸条件の提案 
 
課題①を解決するため，まず，皿型高力ボルト摩擦接合継手モデルによる FEM 解析をもとに，
接合面や連結版の応力性状を六角ボルトの場合と比較検討し，皿型ボルト特有の接触圧分布やすべ
り耐力に及ぼす影響を調査する．また，解析結果をもとに，ボルト皿頭部の最適な形状を提案する．
さらに，実橋を想定した継手試験体の引張試験を行い，試験結果をもとに，鋼材の種類やすべり／
降伏耐力比等が皿型ボルトのすべり耐力に及ぼす影響を，六角ボルトと比較する． 
つぎに，課題②を解決するため，森ら 53)が実施した高力ボルト摩擦接合の拡大孔に関する研究を
参考に皿型ボルト摩擦接合継手の拡大孔や連結板や母板の孔ずれに着目した継手試験体の引張試験
を行い，試験結果をもとに，孔径や孔ずれがすべり耐力に及ぼす影響を検討する．また，拡大孔を
有する皿型ボルト摩擦接合継手をモデル化した FEM 解析を元に，孔径の大きさが接触圧分布に及
ぼす影響について調査する．さらに，片当たりを想定した皿型ボルト摩擦接合継手試験体の引張試
験を行い，すべり耐力及びすべり後の終局耐力へ及ぼす影響を調査する． 
そして，課題③を解決するため，まず 1行 2列継手の FEM解析をもとに，皿頭部及び連結板の
皿孔加工部の変形特性がすべり耐力に及ぼす影響について調査する．つぎに，大型継手試験体を用
いた引張試験を行い，試験結果をもとに，群ボルトの場合の製作・組み立て誤差がすべり耐力に及
ぼす影響を六角ボルトと比較して検討する．さらに，長期リラクゼーション試験をもとに，皿型ボ
ルトが長期的な軸力低下に及ぼす影響について六角ボルトと比較して検討する．以上の検討を踏ま
え，皿型ボルトのすべり耐力を低下させる支配的要因を考慮した設計すべり係数，及び設計で考慮
すべく諸条件を提案する． 
 
(2) 鋼床版のデッキプレートとUリブ溶接部の高耐久化 
鋼床版のデッキプレートとUリブ溶接部の疲労損傷は，輪荷重によるデッキプレートの局部変形
に起因する溶接ルート部の応力集中が原因 44)である．既往の疲労対策として上げられるSFRC補強
46),47)や，実用化には至っていないがUリブ内面モルタル充填工法 48),49)は，いずれもデッキプレート
の面外曲げ剛性を向上させ，デッキプレートとUリブ溶接部に作用する局部応力を低減させること
を目的としている．しかし，前者は長時間にわたる交通規制による社会影響が大きいこと，施工が
天候に左右されやすく工事が中止になり工程管理が難しいこと，また後者は，モルタル充填後の品
質確認が目視では不可能であること，かつ逆U型あて板の接着接合に対する長期耐久性など，多く
の問題がある．これらのことから，新たな疲労対策工法の提案においては，耐久性向上のみならず，
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交通規制の問題や，施工性，品質管理についても重要な検討課題となる． 
ここに，疲労対策のアプローチとしては，①溶接部の応力を低減するための鋼板等の付加による
合成構造化，あるいは，②片面すみ肉溶接継手の耐久性の高い構造への改造，が考えられる． 
前者は，例えば鋼板をデッキプレート上面に全面あて板する方法 42)が考えられるが，既設のデッ
キプレートと一体化するために相当数のボルト接合が必要となり，交通規制の問題が生じるほか，
SFRC 以上に施工が長期化する可能性がある．さらに供用後にデッキプレートにボルト孔を削孔す
るため，供用後の漏水問題は回避出来ないと考えられる．後者は，デッキプレートとUリブの片面
すみ肉継手を耐久性の高い継手へ改造する案として，Uリブにハンドホールを設け，Uリブ内面を
現場溶接し，片面から両面すみ肉溶接に変更する方法があげられる．しかし，Uリブのねじり剛性
が高いため，ルート部の応力集中がすみ肉の溶接止端部に移動し，結局デッキプレート貫通き裂と
して発生する可能性が指摘されている 55)．一方で，Uリブを改造し開リブ化し，現場溶接により両
面溶接に変更する案も考えられるが，Uリブの間隔が広く，開リブ後のデッキプレートのたわみが
増加し，舗装損傷に繋がる懸念がある 56)．また，上向きの現場溶接を付加するため，その施工品質
管理については難易度が高い． 
以上を踏まえ，本研究では，Uリブ鋼床版の利点であるねじり剛性を活かしつつ，片面すみ肉溶
接の問題を解消する方法として，デッキプレートとUリブの溶接接合を，剛性の高いあて板ボルト
接合へ改造することを提案する．つまり，現行の鋼床版をそのまま活用し，接合部のみ溶接からあ
て板ボルト接合へ改造することで，溶接ルート部の応力集中や累積疲労損傷の問題を根源から排除
できるうえ，疲労き裂の将来発生リスクが排除されるため，鋼床版の維持管理性を向上することが
できる． 
しかし，供用下の鋼床版をボルト接合へ改造するには，既設の溶接ビードの切除とあて板（連結
板）の設置，及びボルト締めが必要となる．溶接ビードの切除は供用下の補修溶接等で施工実績が
ある．また，あて板設置やボルト締めについても，鋼床版のき裂補修の事例がある．また，高力ボ
ルトの設置は，デッキプレート上面からの作業となり，交通規制や天候リスクの問題が残る．鋼床
版疲労対策の予防保全として，施工を計画的に推進するうえでは，こうした問題のない，鋼床版下
面で施工が完結する接合方法の適用が望ましい． 
以上から，片面から施工可能なボルト類を調査した結果，「ねじ付きスタッド」（以下，スタッド
という．）に着目した．スタッドは，従来，合成床版等の鋼板とコンクリートとのずれ止めとして採
用されてきた．そのため，スタッドに軸力を導入して摩擦接合継手として採用した事例や研究例は
これまでにない． 
そこで，本研究では，U リブ鋼床版のデッキプレートと U リブ溶接部の疲労対策として，「溶接
接合からあて板ボルト接合へ改造」を提案し，これを交通規制なく実施するために「鋼床版下面か
ら片面で施工可能なボルト接合の開発」を目的とする．片面から施工可能なボルトとして「スタッ
ド」に着目し，スタッドを用いたあて板鋼板の力学特性の解明と，これを用いて改造したUリブ鋼
床版の力学特性の解明を研究課題とする（図1.3.3）． 
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図1.3.3 Uリブ鋼床版の構造改造のイメージ 
 
本研究の課題と内容を表1.3.2に示す． 
表1.3.2 研究課題と内容 
課題 内容 
④スタッド溶接鋼板
の力学性状 
上向き溶接したスタッドに高軸力を導入してあて板した鋼板の溶接
部の静的強度と機械的性質，疲労強度，及びすべり強度の解明 
⑤鋼床版へ適用した
場合の力学性状 
スタッドを用いてあて板接合したUリブ鋼床版の静的挙動及び疲労
耐久性の調査，スタッド設計軸力及び設置間隔の妥当性の評価 
⑥改造鋼床版の疲労
設計上の留意点 
改造前後の鋼床版の変形特性やスタッド溶接部近傍の応力性状の評
価，改造鋼床版の疲労設計上の留意点の整理 
 
課題④を解決するため，上向き溶接が可能なスタッド及びフェルールを選定し，スタッド溶接鋼
板の機械的性質及び静的強度を調査する．次に，スタッドに高軸力を導入して用いる可能性につい
て，スタッドの締め付けの有無がスタッド溶接鋼板の疲労強度に及ぼす影響を，引張疲労試験結果
をもとに調査する．さらに，実橋で想定する素地調整を施した母板にスタッドであて板接合した摩
擦接合試験体を用いて引張試験を行い，すべり係数を調査する． 
次に，課題⑤を解決するため，デッキプレートとUリブの片面すみ肉溶接を，スタッドを用いた
あて板接合に改造した実物大の鋼床版試験体を用いて，トラック載荷試験を行い改造前後の応力性
状や変形特性の比較検討をもとに，スタッドの設置間隔や設計軸力の妥当性を確認する．また，同
じ試験体を用いて，輪荷重疲労試験を実施し，改造後の鋼床版の疲労耐久性を確認する． 
さらに，課題⑥を解決するために，疲労試験で用いた試験体をモデル化したFEM解析を実施し，
改造前後の鋼床版の変形挙動を考察する．また，改造した鋼床版の疲労耐久性を考察するために，
スタッド溶接部を含めた鋼床版部分モデルによるFEM解析を実施し，スタッド溶接部周辺や鋼床
版の応力性状について調査する．これらを踏まえ，改造鋼床版の疲労設計上の留意点を整理する． 
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1.4 本論文の構成 
本研究は，鋼橋部材接合部の損傷のうち課題が多い「高力ボルト摩擦接合継手部の腐食」，及び「Ｕ
リブ鋼床版のデッキプレートとＵリブ溶接部の疲労」に着目し，これら接合部の高耐久化を実現す
ることで，鋼橋の高耐久化，つまり維持管理性の向上を目指すものである．本論文では，これらを
実現するための提案と，その実現のための研究課題，及び解決すべく研究内容について述べる．図
1.4.1には，本論文の構成を示す． 
 
第1章「序論」では，本研究に係わる鋼橋部材接合部の歴史，及び近年の接合技術の研究事例を
述べる．次に，本研究の動機となる鋼橋部材接合部のうち，高力ボルト摩擦接合部の腐食と鋼床版
の疲労損傷に係る維持管理の現状と課題を述べる．その上で，研究の目的，研究課題を述べる．最
後に，本論文の構成とその概要を述べる． 
 第2章「皿型ボルトを用いた摩擦接合継手の基本特性」では，まず，皿型高力ボルト摩擦接合継
手モデルを対象とした FEM 解析を実施し，その結果をもとに，接合面や連結版の応力性状を六角
ボルトの場合と比較検討し，皿型ボルト特有の接触圧分布やすべり耐力に及ぼす影響を調査する．
また，解析結果をもとに，ボルト皿頭部に発生する応力性状を踏まえ最適な形状を提案する．さら
に，実橋を想定した継手試験体の引張試験を行い，試験結果をもとに，鋼材の種類やすべり／降伏
耐力比，継手面数が皿型ボルトのすべり耐力に及ぼす影響を，六角ボルトと比較して検討する．  
 第3章「皿型ボルトの製作・施工誤差がすべり強度に与える影響」では，皿型ボルト摩擦接合を
実橋で施工する際の拡大孔やボルトの孔ずれに着目した1行2列継手試験体の引張試験結果をもと
に，孔径や孔ずれがすべり耐力に及ぼす影響を検討し，拡大孔の適用可能性を検討する．また，標
準孔（φ24.5 ㎜）と拡大孔（φ28.5 ㎜）の継手モデルによる FEM 解析を実施し，解析結果をもと
に拡大孔が接合面の応力性状に及ぼす影響を調査する．さらに，ボルトの片当たりを想定した 1行
3 列継手試験体の引張試験を行い，その結果をもとに，ボルト頭部や軸部の母板や連結板への片当
たりがすべり耐力及びすべり後の終局限界状態に及ぼす影響を検討する． 
 第 4章「皿型ボルト摩擦接合継手の設計に考慮する諸条件の提案」では，1行 2列継手モデルに
よる FEM 解析をもとに，ボルト頭部及び連結板の孔加工部の変形特性に着目し，皿型ボルトのす
べり係数が低下する要因とその程度を調査する．また，実橋の群ボルト配置を想定した 3行4列継
手試験体による引張載試験をもとに，群ボルトがすべり耐力に及ぼす影響を，六角ボルトの継手試
験体と比較して検討する．さらに，皿型形状が長期的な軸力低下に及ぼす影響について，長期リラ
クゼーション試験をもとに調査する．最後に，皿型ボルトのすべり耐力を低下させる支配的要因を
考慮した設計すべり係数や，設計で考慮すべく諸条件を提案する． 
第5章「スタッドを用いてあて板接合した鋼板の力学特性」では，鋼床版のデッキプレートへの
適用を想定し，上向き溶接が可能な太径スタッド及びフェルールを選定し，スタッド溶接鋼板の機
械的性質及び静的強度を調査する．次に，スタッドへの軸力導入の可否について，スタッドを溶接
した鋼板の引張疲労試験を行い，スタッドの締め付けの有無がスタッド溶接鋼板の疲労強度に及ぼ
す影響を調査する．さらに，実橋で想定する2種ケレン相当の素地調整を施した母板にスタッドで
あて板接合した試験体を用いて引張試験を行い，すべり係数を調査する． 
第 6章「スタッドを用いてあて板接合した鋼床版の力学特性」では，Uリブ鋼床版のデッキプレ
ートとUリブの片面すみ肉溶接を，スタッドを用いたあて板接合に改造した鋼床版構造の力学性状
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を評価するために，実物大の鋼床版試験体を用いて，トラック載荷試験を行い，改造前後の鋼床版
の応力性状や変形特性の比較検討をもとに，スタッドの設置間隔や設計軸力の妥当性を確認する．
また，同じ試験体を用いて，阪神高速の実態荷重を考慮した輪荷重（T荷重よりやや大きい 78.5kN）
の繰り返し疲労試験を実施し，改造鋼床版の疲労耐久性を確認する．  
第7章「改造した鋼床版の性能評価及び疲労設計上の留意点」では，鋼床版で特に留意するべく
変形特性に着目し，疲労試験で用いた試験体をモデル化した FEM解析結果をもとに，改造前後の
鋼床版の変形挙動を考察する．また，改造した鋼床版の疲労耐久性を考察するために，スタッド溶
接部を含めた鋼床版部分モデルによるFEM解析を実施し，スタッド溶接部周辺や鋼床版の応力性
状について調査する．これらを踏まえ，改造鋼床版の疲労設計上の留意点を整理する． 
第8章「結論」では，各章で得られた結論及び今後の展望について述べる． 
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図1.4.1 本論文の構成  
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第 2章 皿型ボルトを用いた摩擦接合継手の基本特性 
2.1 概説 
現在，鋼橋を構成する部材の接合方法は，経済性，信頼性の観点から高力ボルト摩擦接合が広く
利用されている．しかし，ボルト接合部では，トルシアボルトや六角ボルトのボルト頭部が構造物
周辺から突出することに起因して，塗膜の付着力が低下し易く，また突出が堰となり雨水が滞留し，
写真2.1.1に示すように腐食が促進されやすい．さらに，鋼床版デッキプレートのボルト接合部では，
ボルト頭部のアスファルト舗装厚が薄くなるため，舗装の早期劣化や，舗装打ち換え時の施工性へ
の影響が懸念される．そのため，ボルト頭部の周辺からの突出による凹凸を解消して接合面を平滑
に出来れば，素地調整が容易となり，塗膜耐久性や排水機能が向上し，鋼橋の損傷発生数を飛躍的
に低減できる可能性がある．また，デッキプレートのボルト接合部の舗装耐久性の向上に加え，舗
装打ち替え時の施工性も改善し，維持管理性も改善することが出来る． 
ここに，平滑な接合面を実現可能なボルトとして，写真2.1.2に示すような「皿型ボルト」に着目
した（図 1.3.1）．皿型ボルトは，ボルト頭部が皿型に成形された高力ボルトで，鉄道分野等におい
て，支圧接合用の打ち込みボルトとして適用されてきた．そのため，皿型ボルトを用いた摩擦接合
継手としての研究例は少ない． 
奥川らの研究 1)では，2 面摩擦接合継手のすべり試験及び疲労試験が実施されている．皿頭部の
角度 θは60°，板厚構成は母板 12㎜，連結板8㎜，すべり／降伏耐力比（以下，βという）0.75の
すべり先行型継手である．1 行 2 列のすべり試験体によるすべり試験結果より，皿型ボルトのすべ
り耐力は高力六角ボルトを用いた場合に比べて約 2割低いと述べられている．この低下する原因に
ついての考察はなされていない．また，皿型ボルトの疲労強度について，引張載荷では許容応力度
の範囲であれば高力六角ボルトを用いた場合に比べて同等以上，曲げ載荷に対しても十分な疲労強
度を有すると述べられている．なお，この検討では，皿頭部の角度が 60°に限定され，皿型ボルト
の最適形状についての検討はなされていない．さらに，板厚構成が限定され，それ以外の継手構造
をパラメータとした場合のすべり荷重，ボルト軸力の低下に与える影響は不明である．名取らの研
究 2)では，皿型高力グリップボルト(ネジ部がなく溝が切られており，カラーを塑性変形させて溝に
食い込ませて軸力を導入)を用いて 2面摩擦接合継手のすべり試験，リラクゼーション試験および疲
労試験が実施されている． 
 
 
写真2.1.1 鋼製橋脚梁部のボルト接合部の腐食      写真2.1.2 皿型ボルト 
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皿頭部の角度 θは 90°，板厚構成は母板 16 ㎜，連結板 12 ㎜，β=1.42 の降伏先行型である．1 行 2
列のすべり試験体によるすべり試験の結果より，皿型高力グリップボルトを用いた摩擦接合継手の
すべり荷重，軸力減衰率及び疲労強度は，高力六角ボルトの場合と異なることはなく，鋼床版デッ
キプレート接合部への適用は可能と述べられている．この検討では，ねじ部が特殊な皿型ボルトの
実験であり，一般的な皿型ボルトが対象となっていない．また，板厚構成が限定され，他の継手構
成での挙動が明らかにされていない．谷平らの研究 3)では，皿型ボルトの 2 面摩擦接合継手のすべ
り試験，およびリラクゼーション試験(30 日)が実施されている．皿頭部の角度 θ は 90°，板厚構成
は母板 32 ㎜，連結板 16 ㎜，β=0.72 のすべり先行型である．試験結果より，すべり係数は 0.55 以
上，締め付け 30 日後の軸力減少量は初期軸力に対して約 7～10%減少することが報告されている．
また，軸力の経年減少を従来の高力六角ボルト並に抑えることが出来る最適形状として，皿頭部の
角度が 90°，首下丸みが 3 ㎜，軸径を谷径と同じとした軸細の形状が提案されているが，皿型ボル
トの最適な形状を得るにはさらに詳細な検討が必要と述べられている．また，本検討では，上記同
様に継手モデルの板厚構成が限定され，長期リラクゼーション試験も実施されていない． 
このように，既往の研究では，支圧接合用の打ち込みボルト（皿頭部の角度 60°）や特殊なグリ
ップボルトを用いたすべり試験結果であり，また一部ボルト頭部の形状に着目した研究成果はある
が，いずれもその板厚構成は限定されており，他の板厚構成によるすべり強度や，接合面の応力分
布形状，リラクゼーション特性など，六角ボルト継手と比較して検討された例はない． 
そこで，本章では，まず，皿型高力ボルト摩擦接合継手モデルによる FEM 解析を実施し，その
結果をもとに，接合面や連結版の応力性状を六角ボルトと比較検討し，皿型ボルト特有の接触圧分
布やすべり耐力に及ぼす影響を調査する．また，解析結果をもとに，ボルト皿頭部に発生する応力
性状を踏まえ最適な形状を提案する．さらに，実橋を想定した継手試験体の引張試験を行い，試験
結果をもとに，鋼材の種類やすべり／降伏耐力比，継手面数が皿型ボルトのすべり耐力に及ぼす影
響を，六角ボルトと比較して検証する． 
 
2.2 ボルト形状が接合面の応力伝達に及ぼす影響 
2.2.1 皿型ボルトの最適形状に関する検討 
(1) 解析条件 
解析に用いた使用ソルバーはABAQUS Standard 6.94)であり，解析モデルは 2面継手を対象に，連
結板と母板間の摩擦を考慮した軸対称モデルの弾性解析とした．解析におけるパラメータは，接触
圧分布に影響を与えると考えられる皿頭部の角度 θであり，これを 60，70，80，90，及び 110°と変
化させた． 
さらに，皿頭部と連結板間の摩擦係数もパラメータとして取り上げ，皿頭部の最適角度の場合に
対して摩擦係数を 0.5(無機ジンクリッチペイント塗布を想定)，0.001（無塗装を想定），両者の中間
程度として0.1の3種類を設定した． 
 
(2) 解析モデル 
対象とする皿型ボルトの形状は，従来からある打込み式支圧接合用皿型ボルトの形状ではなく，
摩擦接合継手への適用を念頭に谷平らが考案した皿頭部の角度や高さなどを参考にした 3)． 
ボルトは呼び径 M22，F10T を想定している．解析の対象となる形状と寸法値を図 2.2.1 に示す．
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なお，比較のために，JIS5)で規定される通常の高力六角ボルトに対しても同様の解析を行う． 
その形状と寸法値を図2.2.2に示す．皿型ボルト（以下，CDという）の解析モデルをCD-90（皿
頭部角度90°）を例に図2.2.3に示す．既往の実験を参考に，連結板は 16㎜，母板は32㎜とし，共
通に設定している．鋼材は SS400 とした．連結板と母板の長さは，ボルトの最小中心間隔の規定 6)
などを参考に，それぞれ 50㎜，70㎜とした．ボルト孔径は呼び径+2.5㎜を基準に24.5㎜としてい
る．図2.2.3に示すように，対称性を考慮して，皿頭部側の半分をモデル化している．ボルト・連結
板・母板のそれぞれが接触する領域では，近接節点同士の接触・摩擦を考慮できる接触境界を設定
した．接触圧分布を明らかにすることを目的としているため，接触を考慮する領域では要素分割を
十分密にした（最小メッシュサイズ：0.2 ㎜）．皿頭部の最適角度以外の場合に対して摩擦係数は接
合面，皿頭部ともに 0.5 とした．導入軸力は F10T・M22 の設計軸力である 205kN とし，軸力はボ
ルト軸底部に荷重制御で入力した．高力六角ボルト（以下，HD という）を用いた場合の解析モデ
ルを図2.2.4に示す．連結板及び母板の板厚や材質はCDシリーズと同様とした．摩擦係数は接合面
のみ 0.5 とし，その他の摩擦力は設計時に考慮しないことも踏まえて摩擦力はなしとした．解析で
設定したヤング係数Eは2.0×105N／㎜ 2とした． 
 
 
図 2.2.1 皿形高力ボルトの解析モデルと形状及び解析ケース 
 
 
 
図 2.2.2 高力六角ボルトの解析モデルと形状及び解析ケース 5) 
解析ケース
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(3) 解析結果と考察 
a) 皿頭部角度と接触圧分布 
図 2.2.5 に接合面法線方向の接触圧分布を
示す．同図より，CD シリーズは HD に比べ
て，ボルト孔周辺で高い接触圧が生じている．
接触圧は CD-110 が最大となり，皿頭部の角
度が広くなるほど，その接触圧がボルト孔周
りで高くなる傾向がある．これは，皿頭角度
が大きくなるほど，皿孔加工部の断面欠損が
大きくなり，皿孔加工部周辺の変形が大きく
なること，また，ボルトと皿孔加工部の接触
する部分も大きくなることから，接触圧が高
くなったものと考えられる．皿頭形状の違い
による接触圧分布の変化はボルト孔近傍のみ
に限られており，孔近傍から 5㎜以上では形
状による接触圧の差はほとんどない．また，
ボルト孔からの接触圧の分布範囲に着目する
と，HD に比べて CD シリーズの分布範囲は
狭くなった．その範囲は CD-110 が最小とな
り，ボルト孔近傍の接触圧とは逆の傾向にな
った．つまり，接合面の接触圧分布特性は，
HD は接触圧が均等になり比較的なだらかな
勾配を有する分布形状であるのに対して，CD
シリーズは孔周辺に接触圧が集中し分布範囲
が狭く急な勾配を有する分布形状となる．接
触力は接触圧と面積の積分値に等しくなるか
ら，この接触圧分布がすべり係数に影響する
可能性があると考えられる． 
 
b) せん断応力 
図 2.2.6 に接合面接線方向の摩擦力による
せん断応力分布を示す．こちらも接触圧分布
と同様の傾向があり，CD シリーズは HD に
比べて高いせん断応力が発生している．皿頭
形状に着目すると，せん断応力は CD-110 が最大となり，皿頭部の角度が広くなるほど，せん断応
力が高くなる傾向がある．せん断応力のピークは，CD シリーズの方が，HD に比べて内側にある．
図2.2.7に皿頭角度別のせん断応力コンターを示す．同図より皿頭角度が増加すると，接合面の最大
応力が高くなっている．これは，皿頭角度が増加するにつれて連結板のせん断変形が増加するため
と考えられる． 
       
(a) 六角ボルト 
          
(b)皿型ボルト（90°）   
図 2.2.5 接合面の接点力矢線図 
 
図 2.2.5 接合面における法線方向の接触圧分布    
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c) 皿孔加工部の摩擦力によるせん断応
力 
 皿型ボルトの場合，ボルトを締め付け
るとボルトの皿頭部と連結板の皿孔加工
部との接触力を介して連結版と母板を締
め付けるため，皿頭部と皿孔加工面の間
の摩擦力の大小が継手のすべり挙動に影
響を与えると考えられる．図 2.2.8 には
CD-90を例に皿頭部における摩擦係数を
変化させた場合の接合面のせん断応力分
布を示す．摩擦力によるせん断応力は皿
頭部の摩擦係数が小さいものほど高くな
る傾向にある．図 2.2.9 には摩擦係数 0.5
及び0.001のせん断応力コンターを示す．
図 2.2.10には変形倍率 100倍の変形図上
に節点力矢線図のプロットを示す． 
 これらの図より，皿孔加工部の摩擦力
が小さいほど，ボルトのずれが生じ，そ
れにより皿孔加工部周辺でのせん断変形
が大きくなり，最大せん断応力が大きく
なったものと考えられる． 
同図で節点力の矢線がボルト部と皿孔加
工部とでずれているのは，変形倍率を大
きくとっているためである．同図におい
て，摩擦係数が小さくなるにつれて連結
板の変形が増加している． 
 
d) ボルト内の応力 
図 2.2.11 にはボルト軸力導入完了時の
Mises 応力コンター及び最大値とその位
置を示す．同図より，ボルトの締め付け
によって，ボルト種別によらずボルト頭
部と軸部の交差部付近（以下，首下とい
う)の塑性化が進展していることがわか
る． Mises応力の最大値は皿頭部の角度
が 90°の場合が一番低い結果となった．
これは，ボルト軸力導入によって発生す
る皿孔加工部の接触力とせん断力の水
平・鉛直方向成分のうち，水平方向成分
   
図 2.2.6 接合面における接線方向の摩擦せん断応力分布 
  
(a)60°       (b)110  
図 2.2.7 皿頭角度とせん断応力コンタ  ー
 
図 2.2.8 皿頭部摩擦力によるせん断応力の変化  
   
(a)摩擦係数 0.5   (b)摩擦係数 0.001 
     図 2.2.9 皿孔加工面の摩擦係数とせん断応力
コンタ  ー
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は皿頭部角度が大きいほど小さく，一方鉛直方向成分は皿頭部角度が小さいほど大きくなるため，
結果として皿頭角度 90°の場合，Mises 応力が一番低くなったと考えられる．軸力低下の観点では，
降伏域のできるだけ小さいものを選定するのが望ましい．以上をふまえ，本検討で用いるボルト形
状の皿頭部の角度として 90°を選定する． 
 
2.2.2 接合面の接触圧分布がすべり挙動に与える影響 
(1) 目的 
前述の2面継手を想定した軸対称弾性解析の結果，皿型ボルトは高力六角ボルトに比べて接合面
の孔周辺で高い接触力とせん断応力が発生していることがわかった．こうした接合面での接触力分
布が継手のすべり挙動にどのような影響を与えるかについて，3次元ソリッド要素を用いたFEM解
析によるすべり解析を行い検討した．使用ソルバーは前章と同じABAQUS Standard 6.94)であり，有
  
(a)CD-90-frc0.5                (b)CD-90-frc0.001 
図 2.2.10 接合面の接点力矢線図と変形性状(ボルト軸力導入完了時，変形倍率 100倍） 
 
 
(a)60°        (b)70°         (c)80°          
 
(d)90°        (e)110°            (f)六角          
図2.2.11 Mises応力コンター及び最大値とその位置 
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限要素モデルには継手の連結板と母板間の摩擦を考慮できる接触境界を設定した．連結板と母板に
は弾塑性構成則を入力した． 
 
(2) 解析モデル 
 解析対象の継手モデルは1行 1列の2面継
手である．解析パラメータは，表 2.2.2に示す
ボルトの種別（六角頭（HD），皿型頭（CD）），
母板の板厚，及び連結板の板厚と鋼種である．
解析パラメータの設定目的を以下に述べる． 
a) ボルト種別：ボルト種別がすべり荷重に
与える影響を把握する．なお，ボルトの形
状及び寸  法は前章で用いたものを参考
に，皿型ボルトは最適とされたCD-90（d=22
㎜，D=44 ㎜，R=3 ㎜，H=11 ㎜），高力六
角ボルトは図2.2.2の諸元とした． 
b) 鋼板の鋼種（SS400，SM490）：板のボル
ト孔周辺の局所的な降伏がすべり荷重に与
える影響を把握するため，SS400 鋼材とそ
れよりさらに降伏点の高い SM490 鋼材を
設定した．なお，解析ケース名で，“M”は
SM490材，“S”はSS400材を示す． 
c) すべり／降伏耐力比β：実橋で想定され
る板厚構成に配慮し，すべり／降伏耐力比
βをパラメータとし，すべり先行型（β＜
1）と降伏先行型（β＞1）の2種類を設定
した． 
 
表2.2.2のβは，板幅100㎜，静止摩擦係数
の0.5と，道路橋示方書で示される鋼種ごと
の基準降伏点で算定した 6)．図2.2.13に皿型
ボルトを用いた場合を例に，その有限要素モ
デルを示す．母板，連結板，ボルト全て 8節
点ソリッド低減積分要素で離散化した．図
2.2.14に高力六角ボルトを用いた継手の有限
要素モデルを示す．ボルトと座金上部，座金
下部と連結板上部，連結板下部と母板の 3箇
所で接触境界を導入している．連結板と母板
には図 2.2.15 に示す応力－ひずみ関係を用い，
Von-Misesの降伏関数を用いた．SS400の基準
 
(a)締付け直後（0kN引張載荷時） 
 
(b)100kN引張載荷時 
 
 (c) すべり荷重時（194kN） 
図2.2.16 Mises応力のコンタ  ー
（載荷側） （固定側）
（載荷側） （固定側）
（載荷側） （固定側）
表2.2.2 解析モデル 
 
 
図2.2.13 CDの要素分割と境界条件    
 
 図2.2.14 HDの要素分割と境界条件 
 
図2.2.15 材料構成則 
 
鋼種 mm 鋼種 mm
　HD-32M16M SM490 32 SM490 16 1.00 0.52
　CD-32M16M SM490 32 SM490 16 0.92 0.52
　CD-32M16S SM490 32 SS400 16 0.67 0.52
　CD-12M12M SM490 12 SM490 12 1.79 1.39
　CD-12M12S SM490 12 SS400 12 1.29 1.39
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降伏点σyは235N／㎜ 2，SM490の基準降伏点 σyは325 N／㎜ 2と仮定した．また，高力ボルトの
材料であるF10Tは，その降伏点を 900MPaとし，ひずみ硬化のないバイリニア則とした．連結板
の縁端距離は軸対称モデルと同様にボルト軸中心から50㎜とした．皿頭部と皿孔加工面，連結板と
母板の2境界面に，摩擦を考慮できる接触境界を導入した．摩擦係数は静止摩擦係数として 0.1を
与えた．軸力は荷重制御で与え，締付けを再現した．引張荷重は締付け終了後に，母板端部に強制
変位として与えた．すべりの定義は，建築学会の鋼構造接合部設計指針 7)に示される相対変位（0.2
㎜）を参考に，対象モデルが 1行1列であることを考慮して，列数が少ない場合は均等にすべるこ
とが確認されているので，相対変位が 0.1㎜に達した時点をすべりと定義した．ここでの変位とは，
ボルト取り付け位置の母板と連結板との相対変位である．ボルトと座金間でのすべりは起こらない
と仮定し，結合拘束を与えた．座金と連結板での摩擦力は無視できると仮定し，十分小さい静止摩
擦係数（0.001）を与えた．  
 
(3) 解析結果と考察 
a) Mises応力 
 図 2.2.16 には Mises 応力コンターを CD-32M16S を例に示す．同図(a)より，ボルト軸力導入完了
時（締付け直後，0kN引張載荷時）に着目すると，ボルト首下に該当する連結板の皿孔加工部周辺
で，応力値が高く，SS400の基準降伏点σy（235 N／㎜ 2）を超えている．つまり，ボルト軸力導入
時に連結板の孔まわりは降伏していることを表しており，軸対称解析の結果と同様の傾向である．
連結板の皿孔加工部周辺の塑性域は，引張載荷のない状態では左右で同程度である．一方，同図(b)
では引張載荷（100kN）により，同部での載荷側（図中左側）の Mises 応力が除荷されているのが
わかる．さらに，同図（c）のすべり荷重時では，載荷側の塑性域が増加している．これは，すべり
が発生することで，載荷側の連結板が母板のエッジと皿頭によって押さえられるために連結板が局
部的に降伏したものと考えられる． 
 
b) 接合面での応力伝達状態 
図2.2.17には，ボルト軸力導入完了時から主すべり発生までの接触圧分布の変化（継手中央側A-A’）
を示す．グラフ中央で値が存在しない位置はボルト孔にあたり，グラフ左側が荷重載荷側である．
また，描画する引張荷重のレベルは，0kN（ボルト軸力導入完了時），中間値（すべり荷重の 1/2倍，
線形弾性応答時），及びすべり荷重時を示した．  
 
c) ボルト種別の比較 
 図 2.2.17(a)の CD-32M16M より，引張載荷前（0kN）では載荷側，及び固定側の接触圧はほぼ同
じ分布性状を示すが，すべり荷重に近づくにつれて，載荷側の接触圧は高くなり，また接触範囲は
狭く変化している．同図（b）の HD-32M16M では，すべり荷重に近づいても接触範囲が若干狭く
なる程度で，比較的なだらかに分布している．これらは軸対称解析で得られた結果と一致する． 
また，表2.2.3には，孔周りの最大接触圧，及び接触と面積の積を積分して算定した接触力を記載し
た．同表より，最大接触圧は，CD-32M16Mが230.4MPaとなり，HD-32M16M（209.2MPa）と比べ
て高くなったが，接触力はCD-32M16Mに比べて，HD-32M16Mのほうが高い．また，ボルト締付
け時の接触力は，全シリーズで設計軸力相当（205kN）となり，ボルト種別による差はない．しか
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し，すべり時の接触力はボルト締付け時と比較
していずれも低くなり，HD-32M16M で 2％，
CD-32M16Mで5％低下した．この理由として，
引張荷重作用下では，引張荷重及び偏心曲げモ
ーメントの影響で連結板が変形し，接触圧が変
化することによって，接触力が低下する．CD
シリーズでは，連結板の皿孔加工部周辺の局所
的な塑性変形の影響を受けて，接触力がさらに
低下したものと考えられる． 
  
d) 鋼板の鋼種の影響 
図2.2.17(a)及び (c)のすべり先行型と，同図(d)
及び(e)の降伏先行型の場合をそれぞれ比較す
る． 
まず，すべり先行型の同図(a)と(c)の比較より，
いずれの荷重レベルにおいても，分布形状は載
荷側・固定側とも類似している．表 2.2.3 より，
最大接触圧については CD-32M16M よりも
CD-32M16S のほうが高くなっているがすべり
時の接触力は CD-32M16S よりも CD-32M16M
のほうが高くなっている．このように，皿孔加
工を有する鋼板(連結板)に降伏点が高い鋼材を
用いると，皿孔加工部周辺の局所的な塑性変形
が改善され，接触力の低下が抑えられるものと
考えられる． 
つぎに，図2.2.17(d)及び（e）の降伏先行型では，
板厚も薄いことから，皿孔加工部周辺に高い接
触圧が生じ，載荷側では引張荷重の増加に伴い
接触圧は増加するが，すべり荷重時には鋼板の
降伏の影響により接触圧は低くなっている．表
2.2.3 より，最大接触圧は，CD-12M12M が
339.1MPa，CD-12M12Sが287.9MPaといずれも
高い数値を示し，他のすべり先行型の継手と比
べ高い．しかしながら，接触力は，軸力導入時
が 205kN に対して CD-12M12M が 184.6kN
（90％），CD-12M12S が 178.6kN（87％）にな
っている．また，CD-12M12S に比べて
CD-12M12M のほうが大きく，鋼板の高強度化
の効果が現れている． 
 
(a) CD32M16M             
 
 (b) HD-32M16M 
  
(c) CD-32M16S  
 
(d) CD-12M12M 
 
(e) CD-12M12S 
図2.2.17 接触圧の変化 
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e) すべり／降伏耐力比β及び連結板母板降伏耐力比γの影響 
 表 2.2.3 より，すべり時の接触力は，すべり先行型継手（β<1）の場合，HD-32M16M に比べて
CD-32M16M が小さくなった．これは，同じβでも連結板母板降伏耐力比γの小さい CD（γ<１）
では，皿孔加工部周辺の鋼板が薄いためポアソン効果によって変形量が大きくなりボルト軸力が低
下し接触力が低下したと考えられる．連結板に普通鋼を用いた CD-32M16S では，さらに変形が増
加し接触力が低下したと考えられる．つぎに，降伏先行型（β>1）のCD-12M12Mでは，すべり先
行型に比べて接触力が小さくなった．これは，連結板の降伏の影響で板厚の変化量が大きく，軸力
が低下し接触力が低下したと考えられる．連結板に普通鋼を用いた CD-12M12S では降伏の範囲が
さらに増加し，板厚の変化が大きく軸力が低下し接触力も低下したと考えられる． 
 
f) 荷重と相対変位関係 
図 2.2.18 には荷重-相対変位関係を示す．すべり荷重は HD が最も高く，次いで CD-32M16M，
CD-32M16S，CD-12M12M，そしてCD-12M12Sの順で小さくなった．これは，表 2.2.3で示したす
べり時の接触力の結果と一致する．図 2.2.19には荷重-軸力関係を示す．同図より，HD-32M16Mは，
表2.2.3 最大接触圧と接触力 
 
 
   
図2.2.18 荷重-相対変位関係             図2.2.19 荷重-軸力関係 
 
すべり／
降伏耐力比
β
連結板母板
降伏耐力比
γ
すべり荷重
（kN）
最大
接触圧
（MPa）
接触力
（締め付け直後）
（kN)
接触力
（すべり時）
（kN)
HD-32M16M 0.52 1.00 201.3 209.2 205.0 201.7
CD-32M16M 0.52 0.92 194.6 230.4 205.0 194.9
CD-32M16S 0.52 0.67 191.1 236.4 205.0 191.4
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β値が小さいため連結板は弾性状態を保っており，ボルトの軸力低下は小さい． 
一方，CD シリーズは，連結板母板降伏耐力比γが小さいほど，また，鋼材強度が低いほど軸力
低下が大きくなった．これは，ボルト軸力導入完了時に生じる孔周辺の局所変形が，すべり荷重に
近づくにつれて増加したためと考えられる．さらに，すべり／降伏耐力比βが大きいほど軸力低下
が大きくなったが，この理由はすべり荷重に近づくにつれ母板の降伏によって軸力低下が増加した
ものと考えられる． 
 
g) すべり係数 
表 2.2.4 には解析結果から得られたすべり係数μを示す．μは軸力を本解析で導入した設計軸力
205kN として算出した．すべり係数低下率は，HD-32M16M に対して CD-32M16M で約 4％となっ
た．皿孔加工部を有する鋼板に降伏点が高い鋼種SM490を用いるとすべり係数は上昇している．こ
れは，皿型ボルトの孔周辺の局所的な塑性変形が高強度化によって改善されたためである． 
また，すべり／降伏耐力比βの増加にともない，すべり係数は低下している．文献 8)では，すべ
り／降伏耐力比βの増加に伴い，すべり係数は低下するとされており，本解析結果の傾向と一致す
る．以上のことから，皿型ボルトのすべり係数は，高力六角ボルトに対して，同じすべり／降伏耐
力比βの場合，最大で 4％低下し，ボルト締付け時に発生する連結板の皿孔加工部周辺の局所的な
塑性変形が引張荷重作用下でさらに大きくなり，接触力が低下することが原因と考えられる． 
  
表2.2.4 すべり係数 
 
すべり／
降伏耐力比
β
すべり荷重
(kN)
（0.1㎜変位時）
すべり係数
μ
(P/205kN）
HD-32M16M 0.52 201.3 0.49
CD-32M16M 0.52 194.6 0.47
CD-32M16S 0.52 191.1 0.47
CD-12M12M 1.39 181.3 0.44
CD-12M12S 1.39 176.0 0.43
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2.3 引張載荷試験によるすべり強度の検討 
2.3.1 板厚や継手面数等に着目したすべり試験 
前節では，皿型ボルトを用いた摩擦接合継手の皿頭形状が接合面の応力伝達に及ぼす影響と，す
べり挙動の変化について FEM 解析で検討した．その結果，接合面の皿孔加工部周辺には六角ボル
トと比較して高い接触圧が生じること，また，すべり解析の結果，六角ボルトよりそのすべり係数
は低くなることがわかった．こうした特質を踏まえ，本節では，実橋を想定した鋼種やすべり／降
伏耐力比β，接合面数をパラメータとしたすべり試験を実施し，すべり強度について検討を行う．  
 
 (1) 試験体 
本試験で使用した皿型ボルト及び連結板の皿孔加工部の形状を図 2.3.1に示す．皿型ボルトの形状
選定にあたり，前章で皿頭形状をパラメータとして実施した有限要素解析の結果から，皿頭部の角
度は90°，首下の丸みR2は2㎜を採用した．試験体の側面図を図 2.3.2に，試験体の内訳を表 2.3.1
に示す．ボルトは皿型，六角ともに呼び径 M22，F10T を使用した．本試験で用いた皿型ボルトの
製造は，通常の高力六角ボルトの製造工程で頭部を六角に打ち抜く前に製品を取り出し，切削によ
って皿型を加工後，ロータリー転造機によってねじ部を成形し，その後熱処理により F10T 強度を
確保した．なお，ボルト頭部のテーパー面に対する連結板の皿孔加工面の加工精度は，試験体を計
測した結果，±1.0㎜未満（平均値 44.00㎜，標準偏差0.4）であった．母板と連結板の接合面には無
機ジンクリッチペイントを目標膜厚 75μmで塗装した．その際，皿型状に切削する皿孔加工面も同
様の塗装とした．全ての試験体の膜厚を測定し，目標値を満足していることを確認した．  
写真2.3.1には皿型ボルトのすべり試験体を示す．本試験で基準とする標準試験体は，CD-12M12M
の母板厚12㎜(SM490)，連結板の板厚 12㎜(SM490)の降伏先行型継手(βd=1.39)であり，近年の鋼床
版デッキプレートの板厚構成を参考にした． 
  
        
図2.3.2 皿型ボルトの試験体側面図（単位：㎜） 
(a) CD-12M12S、CD-12M12M
(b) CD-16M12M
(c) CD-32M16M
(d) CS-12S16M、CS-12M16M
(e) CS-16M22M
図 2.3.1 皿型ボルト及び連結板
の皿孔加工部の形状（単位：㎜） 
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表2.3.1 試験体の内訳 
 
 
 
各々の試験体パラメータの設定理由を以下に述べる． 
a)鋼板の鋼種（SS400，SM490） 
鋼板のボルト孔周辺の局所的な降伏がすべり荷重に与える影響を把握する． 
b)すべり／降伏耐力比β 
実橋で想定される板厚構成に配慮し，すべり／降伏耐力比βをパラメータとし，すべり先行型（β
＜1)と降伏先行型（β＞1)の力学的挙動の差異を把握する． 
表2.3.1のβdはすべり係数を 0.5とし，鋼種ごとの基準降伏点で算定したものであり，βeは後述
するすべり試験結果に基づき，すべり先行型である板厚 32㎜の継手で得られたすべり係数と，各母
板の降伏応力の材料試験結果（表 2.3.2）をもとに算出した．したがって，試験体はβd で設計する
が，実験結果の評価は試験結果に基づき算定されるβeで考察する．  
連結板 すべり試験体 リラク試験体 接触圧分布
鋼種 板厚（mm） 鋼種 板厚（mm） 枚数 （体） （体） （体）
皿型高力ボルト
CD-12M12S SM490 12 SS400 12 1.39 1.72 3 1 1
CD-12M12M SM490 12 SM490 12 1.39 1.72 3 1 1
CD-16M12M SM490 16 SM490 12 1.04 1.28 3 1 なし
CD-32M16M SM490 32 SM490 16 0.52 0.66 3 1 なし
CS-12S16M SS400 12 SM490 16 1.08 1.21 3 1 1
CS-12M16M SM490 12 SM490 16 0.78 0.96 3 1 1
CS-16M22M SM490 16 SM490 22 0.57 0.69 3 1 なし
高力六角ボルト
HD-12M12S SM490 12 SS400 12 1.39 1.93 3 1 1
HD-12S12M SM490 12 SM490 12 1.39 1.93 3 1 1
HD-16M12M SM490 16 SM490 12 1.04 1.43 3 1 なし
HD-32M16M SM490 32 SM490 16 0.52 0.74 3 1 なし
HS-12S16M SS400 12 SM490 16 0.96 1.21 3 1 1
HS-12M16M SM490 12 SM490 16 0.70 0.96 3 1 1
HS-16M22M SM490 16 SM490 22 0.52 0.73 3 1 なし
2
1
2
1
試験体名
母材 連結板 すべり／降伏
耐力比βd
すべり／降伏
耐力比βe
 
(a)皿孔加工部 
 
(b)締め付け完了後 
写真2.3.1 皿型ボルトのすべり試験体 
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c)接合面（継手構造） 
接合面は，2面または1面とし，接合面数の影響や継手構造による偏心の影響を検討する． 
 
(2) 材料試験 
 材料試験は，JIS Z 2241金属材料引
張試験方法 9)に従って，試験体に用い
た5種類の板に対して実施した．材料
試験結果を表 2.3.2 に示す．同表より，
5 種類の鋼材は全て JIS 規格を満足し
ていることを確認した．  
 
(3) キャリブレーション試験 
ボルト軸力のキャリブレーションは，
写真 2.3.2 のとおりボルトにひずみゲ
ージを貼付し，写真-5に示す万能試験
機を用いてボルトひずみと軸力の関係
を求めた．高力六角ボルトのキャリブ
レーション試験は，ボルト軸平行部に
2 枚のひずみゲージを貼り，そのひず
み出力値をもとにボルト軸力に換算す
る方法を用いた．その際，ひずみゲー
ジのリード線用の貫通孔（3 ㎜）をボ
ルトヘッドに加工して実施した．表
2.3.3には，キャリブレーション試験よ
り求めた高力六角ボルトの標準ボルト
軸力（226kN）導入時のボルト軸部ひ
ずみを示す． 
皿型ボルトは，高力六角ボルト同様
にひずみゲージを貼り付けた場合，ひ
ずみゲージのリード線のための貫通孔
をボルト頭部に設置すると皿頭部の剛
性低下が懸念される．そのため，皿型
ボルトでは，ボルト頭部2軸型ひずみ
ゲージ（ゲージ長5㎜）を貼り，ひず
み出力値をボルト軸力に換算する方法
を用いた．表2.3.4には，キャリブレー
ション試験の結果から求めた皿型ボル
トの標準ボルト軸力（226kN)導入時の
ボルト頭部ひずみを示す．  
表2.3.2 材料試験結果 
 
 
 
(a) 高力六角ボルト    (b) 皿型ボルト 
写真2.3.2 キャリブレーション用ひずみ貼付位置 
 
表2.3.3 標準ボルト軸力導入時のひずみ（六角ボルト） 
 
表2.3.4 標準ボルト軸力導入時のひずみ（皿型ボルト） 
 
板厚 下降伏点 引張強度 ヤング係数
mm N/mm
2
N/mm
2
N/mm
2
0.28
鋼種 ポアソン比
SM490 32 338.2 500.5 2.07×105
0.29
SM490 22 344.0 533.6 2.11×105 0.29
SM490 16 350.5 526.2 2.10×105
0.29
SM490 12 347.0 516.5 2.09×105 0.29
SS400 12 275.8 434.5 2.09×105
 
ひずみゲージ ひずみゲージ
 首下長さ No. ひずみ(×10-6) 標準偏差 変動係数
1 3041
2 3001
3 3054
1 2851
2 2956
3 2943
1 2961
2 2895
3 2962
1 2924
2 2967
3 2941
22.65
46.77
31.30
17.59
0.00747
0.01603
0.01065
0.00598
3032
2933
平均
105
70
75
80 2917
2939
2944
 ひずみ(×10-6) 平均値 標準偏差 変動係数
No1 3456
No2 3514
No3 3450
No4 3403
No5 3379
3450 47.887 0.0139
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(4) すべり試験 
a) 試験方法 
すべり試験には，1,000kN万能試験機を用いた．試験は，図 2.3.3に示すように，すべり側と固定
側を設定し，すべり側にすべりが発生するまで載荷を行った（写真 2.3.3）．すべり側のボルト軸力
は標準ボルト軸力である 226kN，固定側のボルト軸力は標準ボルト軸力の 1割増しである 246kNを
目標に導入した．なお，すべり側のボルト軸力はひずみ値により管理し，固定側のボルト軸力はト
ルク値により管理を行った．ボルトの締め付けはトルクレンチを用いて行った．図2.3.3に示すよう
に，固定側とすべり側の2枚の母板間の相対変位，内側のボルト(ボルト番号1)位置での母板と連結
板の相対変位，外側のボルト(ボルト番号2)位置での母板と連結板の相対変位を計測した．それぞれ
順に，相対変位1（δ1），相対変位 2（δ2），および相対変位 3（δ3）とする．相対変位の計測にはク
リップ式変位計（型名 RA-5，容量5㎜，東京測器研究所）を用いた．すべり試験はボルト軸力の
リラクゼーションの影響を除くためにボルト締付け後24時間以上経過後に実施した． 
      
 (a) 皿型ボルト試験体   (b) 高力六角ボルト試験体   
図2.3.3 すべり試験体の寸法，相対変位測定位置（単位：㎜）  写真2.3.3 すべり試験状況 
 
b) すべりの定義 
建築学会の鋼構造接合部設計指針 7）では，すべりの定義について，相対変位が 0.2 ㎜に到達した
時の荷重，最大荷重，主すべりが発生した時の荷重のいずれかのうち最小のものとされている．本
章では，建築学会の定義を参考にした．なお，ここでの変位とは，遊間部を対象とした相対変位 1
（δ1）を除き最大の変位を示す外側ボルト（図2.3.3参照）取り付け位置での母板と連結板との相対
変位3（δ3）とした． 
 
(5) 試験結果と考察 
a) 降伏先行型継手の挙動 
① 荷重および相対変位関係 
3
2
1
固
定
側
す
べ
り
側
固
定
側
す
べ
り
側
3
2
1
内側ボルト
外側ボルト
内側ボルト
外側ボルト3
2
1
固
定
側
す
べ
り
側
固
定
側
す
べ
り
側
3
2
1
内側ボルト
外側ボルト
内側ボルト
外側ボルト
 
図 -4.25 マーキングのずれ  
(a) すべり発生前  (b) すべり発生後  
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図2.3.4には，降伏先行型の例としてCD-12M12M，およびHD-12M12M（いずれもβd=1.39）で
測定した最大荷重発生までの荷重および相対変位関係を示す．ここで，最大荷重とは，継手部が降
伏，またはすべりによって，荷重が下がりはじめた時をいう．すべり荷重は前述の定義に従って
CD-12M12Mで384kNである．また，材料試験結果に基づく純断面降伏荷重は 346kNである． 
同図より，相対変位は δ2よりも δ3の方が大きい．これは，降伏先行型において外側ボルト位置
での相対変位が引張荷重の影響を強く受けるため，内側ボルト位置での相対変位よりも大きくなっ
たものと考えられる．また，最大荷重まで評価すると，相対変位はHDよりもCD の方が大きくな
った．これは，ボルト孔の皿孔加工による断面減少（剛性差）に加え，皿孔加工部の応力集中によ
るボルト孔周辺の塑性化に起因して，相対変位が大きくなったと考えられる． 
 
② 荷重とボルト軸力低下率 
図 2.3.5 には，同じ試験体で測定した最大荷重発生までの荷重とボルト軸力低下率の関係を示す．
図の縦軸はボルト軸力を初期ボルト軸力で無次元化している．図中の凡例にある（内）および（外）
は，それぞれ「内側ボルト」および「外側ボルト」を表している．  
同図より，軸力低下率の初期勾配は内側・外側によらず荷重にほぼ比例して減少しているが，最
大荷重に近づくにつれ非線形になっている．これは，接合面内ですべり状態の箇所と固着状態の箇
所が混在する，いわゆる部分すべり状態にあるためと考えられる．また，最大荷重直前で曲線勾配
が屈曲した後は，CD，HDのいずれのボルトも軸力減少が著しくなり，特に外側ボルトの軸力減少
が大きくなった．この理由は，連結部外側の母板が降伏することにより，母板厚が減少し，ボルト
軸力が低下したものと考えられる． 
ボルト種別による軸力低下の傾向は CD と HD で違いが見られ，HD では初期勾配から外側ボル
トの軸力低下が卓越し最大荷重まで同様の傾向であった．これに対して，CD では，軸力低下率の
初期勾配は内側ボルトが卓越し外側ボルトのそれは緩やかに減少しているが，最大荷重に近くなる
と外側ボルトの軸力低下が卓越している．この傾向は，他の2面継手の降伏先行型継手（CD-12S12M，
HD-12M12S）でも同様であった． 
 
   
図2.3.4 荷重-相対変位関係（降伏先行型） 図2.3.5 荷重-ボルト軸力低下率（降伏先行型） 
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b) すべり先行型継手の挙動 
① 荷重および相対変位関係 
図2.3.6には，すべり先行型の例として，CD- 32M16M，およびHD-32M16M（いずれもβd=0.52）
で測定した最大荷重発生までの荷重および相対変位関係を示す．すべり荷重は CD-32M16M で
588kN，純断面降伏荷重は 899kNである．同図より，降伏先行型継手に比べて相対変位に大きな差
はなく，すべり発生前までの傾きも一定である．急激な変位の増加はないが，最大荷重まで評価す
るとHDに比べてCDが若干低めであった． 
 
② 荷重とボルト軸力低下率 
図 2.3.7 には，同じ試験体で測定した最大荷重発生までの荷重とボルト軸力低下率の関係を示す．
同図より，ボルト軸力は，荷重が大きくなるにつれて減少し，その減少率はすべり荷重に近づくに
従って大きくなる．しかし，図 2.3.5に示す降伏先行型継手のような急激なボルト軸力低下は認めら
れず，また，継手外側のボルト軸力低下が大きいという傾向も認められない． 
一方，軸力低下率はHDに比べCDの方が大きい．2.2で述べたFEM解析結果によると，皿型ボル
トは，六角ボルトと比べて孔周辺に接触圧が集中して大きくなり，締め付け時の孔周辺の塑性変形
に起因して引張荷重作用以降のボルト軸力を低下させることを確認している．本実験でも同様の理
由で軸力が低下していると考えられる．  
 
 
c) 一面継手の挙動 
① 荷重および相対変位関係 
図 2.3.8 には，一面継手の例として CS-12M16M，および HS-12M16M（いずれもβd=0.78）で測
定した最大荷重発生までの荷重および相対変位関係を示す．すべり荷重はCS-12M16M で 225kN，
純断面降伏荷重は230kNである．同図より，相対変位に大きな差はなく，すべり発生前までの傾き
も概ね一定である． 
  
図2.3.6 荷重-相対変位関係（すべり先行型） 図2.3.7ボルト軸力低下率と荷重（すべり先行型） 
 
 図2.3.5 荷重-ボルト軸力低下率（降伏先行型） 
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② 荷重とボルト軸力低下率 
図2.3.9には，同じ試験体で測定した最大荷重発生までの荷重とボルト軸力低下率を示す．同図よ
り，軸力低下率の初期勾配は HS に比べて CS のほうが大きく，最大荷重に近づくにつれ非線形と
なり，軸力低下率は大きくなった．この理由は，CSは連結板の皿孔加工部周辺の局所変形にともな
い母板厚が減少し，ボルトの軸力が低下したと考えられる．また，ボルト種別によらず，2 面継手
に比べて，1面継手のほうが軸力低下率は大きい．これは，1面継手では，引張荷重載荷時に作用線
の偏心による偏心曲げの影響を受け，接触力が増加し，ボルト軸力が低下したと考えられる．  
ボルト種別による軸力低下傾向は CS と HS で異なり，HS は内側ボルトの軸力低下が卓越し，CS
は内側，外側ボルトともに初期から軸力低下が卓越し最大荷重まで同様の傾向であった．これは，1
面継手における荷重作用線の偏心による偏心曲げの影響を受けて，外側より内側ボルトの軸力低下
が卓越することに加え，CSは連結板の皿孔加工部周辺の局所変形にともない母板厚が減少したため，
両方のボルトの軸力低下が生じたものと考えられる．  
 
d) すべり耐力 
① すべり係数の算定 
すべり試験で得られた各々の試験体のすべり荷重とすべり係数を表 2.3.5 に示す．すべり係数μ1
は相対変位 3 が 0.2 ㎜に達した時点の荷重に対して，すべり側の 2 本のボルトの試験前軸力の平均
値を用いて算出した．すべり係数μ1の算出には式(2.3.1)を用いた．  
 
1
1
Nnm
P

   ・・・(2.3.1) 
 ここに， 
µ1：すべり係数，P ：すべり試験で測定された相対変位0.2㎜時の荷重  
m：接合面の数，n ：ボルト本数 
N1：試験前軸力の平均値（kN） 
 
   
図2.3.8 荷重-相対変位関係（1面継手） 図2.3.9 ボルト軸力低下率と荷重（1面継手） 
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また，すべり係数μ0は，設計軸力(205kN)を用いて算出した．すべり係数μ0の算出には式(2.3.2)
を用いた．  
0
0
Nnm
P

   ・・・(2.3.2) 
 ここに，N0：設計軸力(205kN) 
 
さらに，すべり係数μ2は，相対変位 3 が 0.2 ㎜に達した時点のすべり側の 2 本のボルト軸力の
平均値を用いて算出した．すべり係数μ2の算出には式(2.3.3)を用いた． 
 
2
2
Nnm
P

   ・・・(2.3.3) 
ここに，N2：すべり時軸力の平均値（kN） 
 
② 鋼板の鋼種および接合面の影響 
 図2.3.10には，2面継手のすべり係数μ1と鋼種の関係を示す．ここで対象とする試験体は，同じ
板厚構成とする皿型ボルトを用いた2面継手のうちCD-12M12S，CD-12M12M，HD-12M12S，およ
びHD-12M12Mである．同図より，CD-12M12Mのすべり係数は，CD-12M12Sのそれと比較して約
2％上昇し（0.45→0.46），HDでは変化がなかった．一方，図 2.3.11には，1面継手のうちCS-12S16M
とCS-12M16M，HS-12S16M，HS-12M16Mを示す．同図より，CS-12M16Mのすべり係数はCS-12S16M
のそれと比較して約 11%上昇した（0.46→0.51）．また，HS-12M16M のすべり係数は，HS-12S16M
と比較して約3.8％の上昇であった（0.52→0.54）． 
 つまり，皿孔加工を有する鋼板に降伏点が高い鋼種SM490を用いると，すべり係数は上昇するが，
その傾向は，2 面継手に比べて 1 面継手の方が顕著となった．この理由は，皿孔加工部周辺の局所
的な塑性変形が使用鋼材の高強度化によって改善され，すべり係数は上昇するが，その改善効果は，
2面継手（降伏先行型）では母板の降伏による板厚減少が先行したため低く，1面継手（すべり先行
型）では母板の降伏の影響がないため皿孔加工部周辺の局所変形を改善する効果が顕著に現れたと
考えられる．こうした傾向は，高力六角ボルトでも同様であった． 
 
図2.3.10すべり係数μ1と鋼種の関係（2面継手） 図2.3.11すべり係数μ1と継手形状の関係 
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③ すべり／降伏耐力比βの影響 
図2.3.12には，全シリーズの継手で得られたすべり係数μ1とすべり／降伏耐力比βeの関係を示
す．同図より，接合面数，ボルト種別に関わらず，すべり／降伏耐力比βe が増すにしたがって，
すべり係数が低下する傾向が認められる．文献 8)によると，すべり先行型の継手でも，すべり／降
伏耐力比が 0.7 以上となるとその増加にともなってすべり係数が減少すると記述されており，本実
験でも同様の傾向が認められた． 
最も高いすべり係数μ1は，すべり先行型継手の 2面継手で，CD シリーズではCD-32M16M（β
e=0.66）の 0.66 であり，HD シリーズでは HD-32M16M（βe=0.74）の 0.74 であった．また，最も
低いすべり係数μ1は降伏先行型継手の 2 面継手で，CD シリーズでは CD-12M12S（βe=1.72）の
0.45であり，HDシリーズではHD-12M12S（βe=1.93）の0.48であった． 
同じすべり／降伏耐力比の場合，すべり係数は，接合面に関わらず，高力六角ボルトに比べて皿型
ボルトのほうが一様に小さくなり，2 面継手で最大 1 割程度低めであった．この理由は，皿型ボル
ト孔の皿孔加工による断面減少に伴う剛性差，皿孔加工部の応力集中によるボルト孔周辺の塑性化，
皿型形状による接触圧分布の差に起因したものと推察される．  
また，高力六角ボルトに対する皿型ボルトのすべり係数低下率では，2 面継手で最も高いすべり
係数で 0.74→0.66（10.8％減），1 面継手で最も高いすべり係数で 0.61→0.57（6.5％減）となり，2
面継手の低下率に比べて 1面継手のそれが低くなった．この理由は，連結板が皿型状に切削される
ことによって，その板の中立軸が接合面から離れ，1 面継手では，高力六角ボルトよりも皿型ボル
トのほうが偏心の影響が緩和されたことによると考えられる．さらに，2 面継手と 1 面継手のすべ
り係数を比較すると，同じすべり／降伏耐力比の場合，皿型ボルト，および高力六角ボルトともに，
一様に 1 面継手の方が小さくなった．これは，1 面継手の場合，引張荷重載荷時に偏心曲げの影響
を受け接合面の接触圧力が変化したためと考えられる． 
なお，図 2.3.13 には，0.2 ㎜変位時のボルト軸力で算定したすべり係数μ2とすべり／降伏耐力比
βeの関係を示す．同図より，ボルト軸力低下の影響が排除され，いずれのすべり係数も上昇してい
る．その上昇率は，CD シリーズで最も高いすべり係数で 0.66→0.72（9％増），CS シリーズで
0.57→0.65（14％増）となり，1面継手の方が顕著となった．このことから，すべり係数に与える軸
力低下の影響は，2面に比べて 1面のほうが高いことがわかる．また，相関曲線の傾きは，図 2.3.12
と図 2.3.13 で 2 面継手では変化がないのに比べて，1 面継手では変化が見られる．この理由は，1
面継手ではβe が増加するほど偏心曲げに伴う母板の降伏が卓越し軸力低下を助長したものと考え
られる．  
 
③ すべり係数低下率 
ボルト種別の違いに着目し，高力六角ボルトのすべり係数に対する皿型ボルトのすべり係数の低
下率を表2.3.5に併記した．同表より，2面継手の場合，すべり係数低下率は 4.2～11.7％，1面継手
の場合では5.6～11.5％となった．低下率にばらつきがあるのは，実測値で整理したすべり／降伏耐
力比に差が生じたことが原因と考えられるが，既述のとおり，概ね 1割程度の低下率である．この
理由は，既述のとおり，皿型ボルトは，ボルト締め付け時の皿孔加工孔周辺の塑性変形に起因して，
引張荷重作用以降のボルト軸力を低下させることが原因と考えられる．また，後述するが，接合面
の接触圧力の分布に差が生じていることも一因として考えられる． 
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(a)試験前軸力で算定したすべり係数    (b)0.2㎜変位時の軸力で算定したすべり係数 
図2.3.13 すべり係数μとすべり／降伏耐力比βeの関係 
表2.3.5 すべり荷重およびすべり係数  
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 以上のことから，すべり先行型における皿型ボルトのすべり係数は，道路橋示方書 6)で規定するす
べり係数0.45は満足し，種々のパラメータに対し高力六角ボルトと同様の傾向を示すが，その値は，
高力六角ボルトのそれより約 1割低くなる． 
 
2.4 まとめ 
本章では，皿型ボルトを用いた摩擦接合継手の実用可能性を調査するために，継手モデルのFEM
解析により，ボルト頭部の形状が接合面の接触圧に及ぼす影響や皿頭部・連結板の応力性状を明ら
かにするとともに，実橋の構造諸元を想定した鋼材の種類，すべり／降伏耐力比，接合面数をパラ
メータにした継手試験体による引張載荷試験を行い，すべり耐力や軸力低下の影響を六角ボルトと
比較検討して明らかにした．本章で得られた主な研究成果をまとめると以下のとおりである． 
 
(1)  1行1列の2面継手を想定した軸対称FEM解析の結果，皿型ボルトを用いた継手の接合面で
は，皿孔加工部周辺の狭い分布範囲に高い接触圧が発生していた．また，皿頭部の形状は，軸
力導入にともない発生する頭部周辺のMises応力を最小にする形状として，皿頭部の角度が90°，
首下の曲率半径が 2.0㎜を最適な形状と結論付けた．さらに，3次元弾塑性 FEM解析の結果，
軸力導入時には，連結板の皿孔加工部近傍に降伏を超える応力が生じ，すべり荷重時では，載
荷側の連結板の塑性域が増加した．接合面での接触圧分布は，皿型ボルトはすべり荷重に近づ
くにつれて載荷側で接触圧が高く，接触範囲が狭くなるのに対して，六角ボルトはすべり荷重
に近づいても接触圧は低く，比較的なだらかに分布した．  
(2)  1 行 2 列の継手試験体による引張載荷試験の結果，接合面に無機ジンクリッチペイント（目
標膜厚 75μm）を塗布した全ての試験において，相対変位が 0.2 ㎜に達した時点の荷重に対し
て試験前軸力を用いて算出したすべり係数で評価して，設計で要求されるすべり係数 0.45を上
回った．ただし，すべり係数とすべり／降伏耐力比の関係から，接合面数，ボルト種別に関わ
らず，すべり／降伏耐力比の増加にともない，すべり係数は低下し，同じすべり／降伏耐力比
の場合，接合面数に関わらず，六角ボルトに比べて皿型ボルトが一様に小さくなり，2 面継手
で最大 1 割程度低くなった．なお，接合面数によるすべり係数の比較では，同じすべり／降伏
耐力比の場合，ボルト種別に関わらず，一様に 1 面継手の方が小さくなった．また，皿孔加工
部を有する鋼板に高強度材（SM490）を使用すると，皿孔加工部周辺の局所的な塑性変形が改
善され，すべり荷重は増加した．その改善効果は，降伏先行型継手では母板の降伏による板厚
減少が先行し低く，母板の降伏の影響がないすべり先行型継手では高くなった． 
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第 3章 皿型ボルトの製作・施工誤差がすべり強度に与える影響 
3.1 概説 
前章では，皿型ボルトの最適形状や接合面の接触圧分布についてFEM解析で検討するとともに，
皿型ボルトを用いた1行 2列継手試験体の引張試験によりすべり耐力を検討した．その結果，皿型
ボルトを用いた継手では，ボルト締め付け時に連結板の皿孔加工部に高い接触圧が生じること，ま
た，引張試験によるすべり係数は，高力六角ボルトを用いたそれを比較し，平均で 10％低下するが，
締結材として使用することは可能であることを確認した． 
実橋への適用にあたっては架設誤差などの施工要因に対して検証が必要となる．皿型ボルトを用
いて施工する際，ボルト頭部は連結板の皿孔加工部に固定されて位置が決まる．そのため，ボルト
軸部が母板や連結板のボルト孔壁に接触し，施工性の低下，さらにはすべり係数の一層の低下が懸
念される．この問題に対して，まず，ボルトの片当たりを払拭し，かつ施工性を向上する一つの方
法として，拡大孔の採用が考えられる．森ら 1)は，拡大孔（ボルトの呼び径+6.5 ㎜まで）を有する
高力ボルト摩擦接合継手の設計上の限界状態について検討し，すべり先行型継手のすべり耐力につ
いては，拡大孔，ボルトずれ，孔ずれの影響はないと結論付けている．また，降伏先行型の継手の
降伏耐力については，ボルト孔径が大きくなるに連れて純断面積に比例して低下するが，孔ずれが
生じても降伏耐力が低くなることはないとされている．しかし，皿型ボルトを用いた摩擦接合継手
では，先述のとおり，連結板の皿孔加工部に高い接触圧が生じ，この周辺の塑性化による軸力低下
が原因ですべり係数が低下する．そのため，拡大孔を適用した場合，皿孔加工部周辺の接触圧分布
の変化による軸力低下への影響が懸念される． 
そこで，本章では，皿型ボルト摩擦接合継手に拡大孔を適用した場合の設計上の限界状態，つま
りすべり耐力と降伏耐力について，母板及び連結板のボルト孔の孔ずれに着目し，主として継手モ
デルの引張載荷実験の結果から考察する． 
つぎに，ボルト軸部がボルト孔壁に片当たりした場合の継手挙動への影響について，森ら 1)は，
高力六角ボルトを用いた拡大孔を有する摩擦接合継手の設計上の限界状態について検討しており，
すべり耐力及び降伏耐力に対するボルトずれ及び孔ずれの影響は認められないと述べている．そこ
で，本章では，皿型ボルトを用いる場合の施工誤差に起因する片当たりがすべり耐力及びすべり後
の終局強度に与える影響を検討することを目的とし，すべり限界とそれを超えた支圧限界及び破断
に至るまでの終局限界を対象とした載荷試験を行った． 
 
3.2 孔径に着目した継手特性の検討 
3.2.1 引張載荷試験によるすべり強度の検討 
(1) 試験体 
本試験で使用した皿型ボルト及び連結板の皿孔加工部の形状と寸法を図3.2.1に，連結板の皿孔加
工部の写真を図 3.2.2に，試験体の一般図を図 3.2.3に示す．皿型ボルトは，実橋において標準的な
呼び径M22（F10T）を使用した．皿型ボルトの形状の選定にあたっては，前章で検討した皿頭部の
形状をパラメータとした有限要素解析の結果から，ボルト軸力導入に伴い発生するボルト頭部の首
下のMises応力が最少値となる形状として，皿頭部の角度は 90°，首下の丸みRは 2㎜とした．皿
型ボルトの製造は，通常の高力六角ボルトの製造工程でボルト頭部を六角に成型する前に製品を取
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り出し，切削によって皿型状に加工した後，ロータリー転造機によってねじ部を成形し，その後熱
処理により F10T 強度を確保した．試験体の内訳を表 3.2.1 に示す．本試験で基準とする試験体は，
D-16-Sの母板厚16㎜，連結板厚 12㎜の降伏先行型継手(βd=1.04，算出方法は後述)であり，新設の
鋼床版デッキプレートの継手を想定した板厚構成を参考にしている． 
試験体パラメータは，ボルト孔径（標準孔 24.5㎜，拡大孔 26.5㎜及び 28.5㎜），継手構造（2面
継手，1面継手），すべり／降伏耐力比β，及びボルト孔の孔ずれとした．ボルト孔の孔ずれを図 3.2.4
に示す．孔ずれ Type-1 は皿孔加工のある連結板を母板に対してずらしたもの，孔ずれ Type-2 はす
べり側の母板を固定側の母板に対して内側にずらしたもの，孔ずれType-3はすべり側の母板を固定
側の母板に対して外側にずらしたものである．ボルト孔の孔ずれは試験体の組み立ての時に板をず
らすことで再現した．以下に実験結果の比較項目を示す． 
a) すべり／降伏耐力比βの影響 
母板及び連結板の板厚構成の違いによるすべり先行型(β＜1）と降伏先行型（β＞1）の継手です
べり挙動に与える影響を検討する． 
b) ボルト孔径の影響 
M22（F10T)の標準孔24.5㎜に対して，拡大孔 26.5㎜，及び28.5㎜がすべり挙動に与える影響を
確認する． 
c）継手構造の影響 
皿型ボルトの鋼床板デッキプレートへの適用も考え，2 面継手に加え 1 面継手についても検討す
る．その際，1面継手における偏心による付加曲げの影響を確認する． 
d）孔ずれの影響 
拡大孔を適用した場合に考えられる孔ずれがすべり挙動に与える影響を確認する． 
 
 
図3.2.1 皿型ボルト及び連結板の皿孔加工部の形状（単位：㎜） 
 
図3.2.2 連結板の皿孔加工部 
(a)ボルト孔径 24.5㎜   (b)ボルト孔径 26.5㎜   （c）ボルト孔径 28.5㎜ 
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(a) 上面図 
 
(b) 側面図 
図3.2.3 皿型ボルトの試験体側面図（単位：㎜） 
表3.2.1 試験体の内訳
 
 
D-12シリーズ
D-16シリーズ
D-32シリーズ
S-12シリーズ
S-16シリーズ
孔径（mm） 連結板
連結板/母板
降伏耐力比
d 母板ｔ 1 連結板ｔ 2 枚 β d βe γ
D-16-S 24.5 1.04 1.26 1.46
D-16-M 26.5 1.07 1.31 1.47
D-16-L 28.5 1.10 1.31 1.47
D-12-M 26.5 1.43 1.73 1.96
D-12-L 28.5 1.47 1.78 1.96
D-32-M 26.5 0.54 0.70 0.98
D-32-L 28.5 0.55 0.71 0.99
S-12-M 26.5 0.80 0.88 1.40
S-12-L 28.5 0.83 0.92 1.42
S-16-M 26.5 0.58 0.66 1.43
S-16-L 28.5 0.60 0.69 1.44
D-16-M-T1 26.5 1.07 1.31 1.47
D-16-L-T1 28.5 1.10 1.31 1.47
D-16-M-T2 26.5 1.07 1.31 1.47
D-16-L-T2 28.5 1.10 1.35 1.47
D-16-M-T3 26.5 1.07 1.32 1.47
D-16-L-T3 28.5 1.10 1.32 1.47
Type-2
Type-3
2
供試体名
板厚（mm）
12 12
32 16
3
供試体数
16 12
2
孔ずれタイプ
なし
12 16
16 22
すべり/降伏耐力比
16 12
1
Type-1
　※供試体の凡例：D-16-S-T1
継手構造
D：２面、S：１面
母板板厚（㎜)
12、16、22、32㎜
ボルト孔径
S：24.5㎜、M：26.5㎜、L：28.5㎜
孔ずれタイプ
T1:Type1、T2:Type2、T3：Type3
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図3.2.4 ボルト孔d=28.5㎜の孔ずれ（単位㎜） 
 
表3.2.1のβdはすべり係数を 0.5とし，鋼種ごとの基準降伏点
2）で算定したものであり，βeは後
述するすべり試験結果に基づき，D-32-Mのすべり先行型である母板厚 32㎜の継手で得られたすべ
り係数（μ1＝0.70）と，後述する母板の降伏応力の材料試験結果（表 3.2.2）をもとに算出した．し
たがって，試験体はβdで設計しているが，実験結果の評価は試験結果に基づき算定されるβeで考
察する．母板と連結板の接合面には無機ジンクリッチペイント(以下，無機ジンクという）を目標膜
厚 75μmで塗装した．その際，皿型状に切削する皿孔加工面も同様の塗装を施した．また全ての試
験体について母板と連結板（ともにすべり側）の接合面の無機ジンク膜厚を測定し，目標値を満足
していることを確認した． 
 
(2) 材料試験 
 材料試験は，JIS Z 2241金属材料引張試験方法 3)に従って，試験体に用いた4種類の板に対して実
施した．材料試験結果を表 3.2.2に示す．同表より，鋼材は全て JIS規格を満足することを確認した．  
 
(3) キャリブレーション試験 
ボルト軸力のキャリブレーションは，ボルト頭部の変形の影響を少なくするために，ボルト軸平
行部に2枚のひずみゲージを貼り，そのひずみ出力値をもとにボルト軸力に換算する方法を用いた．
そのため，ひずみゲージのリード線用の貫通孔（2 ㎜）をボルト頭部に加工した．キャリブレーシ
ョン試験の結果の一例を図 3.2.5 に示す．これより，所定の締め付けボルト軸力（226kN)までは荷
重とひずみの関係が線形であることがわかる． 
 
表3.2.2 材料試験結果（平均値） 
 
 
1.01.0
28.5 28.5 28.5
5.5 5.5 5.5 1.0
(a) Type-1 (b) Type-2 (c) Type-3
板厚 下降伏点 引張強度 ヤング係数
mm N/mm
2
N/mm
2
N/mm
2
SM490 32 342.7 514.7
鋼種
0.28
SM490 22 349.3 525.5
0.28
SM490 12 356.2 533.7
0.28
SM490
1. 93×10
5
ポアソン比
0.28
16 360.1 529.5
1. 93×10
5
1. 86×10
5
1. 86×10
5
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図3.2.5 キャリブレーション試験結果の一例（首下長さ：100㎜） 
 
(4) すべり試験 
a) 試験方法 
すべり試験には，1,000kN 万能試験機を用いた．試験体には導入軸力の大きさを変化させてすべ
り側と固定側を設定し，すべり側にすべりが発生するまで載荷した．すべり側のボルト軸力は設計
ボルト軸力の1割増しである226kN，固定側のボルト軸力は設計ボルト軸力の2割増しである246kN
を目標に導入した．なお，すべり側のボルト軸力はひずみ値により管理し，固定側のボルト軸力は
トルク値により管理を行った．ボルトの締め付けはトルクレンチを用いて行った．載荷中の相対変
位は図3.2.6に示すように，すべり側と固定側の母板間(δ1)，内側ボルト付近の母板とナット側の連
結板(δ2)，母板と頭部側の連結板(δ3)，外側ボルトの母板とナット側の連結板(δ4)，及び母板と頭部
側の連結板 (δ5)の計5箇所を測定した．なお，相対変位の測定にはクリップ式変位計（型名RA-5，
容量5㎜，東京測器研究所）を用いた．すべり側にすべりが発生するまで引張荷重を測定した． 
  
b) すべりの定義 
建築学会の鋼構造接合部設計指針 4）では，相対変位が 0.2㎜に到達した時の荷重，最大荷重，主
すべりが発生した時の荷重のいずれかのうち最小のものをすべり荷重と定義している．本章では，
建築学会の定義に従った．なお，ここでの変位とは，遊間部を対象とした相対変位 1（δ1）を除き
最大の変位を示す内側ボルト取り付け位置での母板と連結板との相対変位 2（δ2）とした． 
 
(a) 測定箇所         (b) 変位計取り付け状況 
図3.2.6 相対変位の測定箇所及び変位計の取り付け状況 
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(5) 試験結果と考察 
a) 基準化荷重及び相対変位関係 
図 3.2.7 には，基準試験体 D-16 シリーズ（母板厚 16 ㎜，降伏先行型）で測定した基準化荷重と
相対変位の関係を示す．ここで，基準化荷重とは，荷重を純断面降伏荷重（材料試験で得られた降
伏応力をボルト孔を控除した母板の純断面積で乗じて求めたもの）で基準化した値である．  
同図より，相対変位は内側ボルト位置（δ2，δ4）より外側ボルト位置（δ3，δ5）の方が大き
い．これは，降伏先行型（β＞1）かつ母板降伏先行型（γ＞1）であるため，外側ボルト位置での
降伏が先行し，内側ボルト位置での相対変位よりも大きくなったものと考えられる．また，すべり
発生時の基準化荷重が 1.0 を超えているが，これは外側ボルト付近の接合面に働く摩擦力によって
連結板にも引張荷重が分担されたためと考えられる．また，その値は道路橋示方書で示されている
純断面積の1割増しとも符合している．次に，D-16-M（孔径26.5㎜）とD-16-L（孔径 28.5㎜）を
比較すると，D-16-Mについては最大荷重時の相対変位がほぼ 0.2㎜変位時となっているが，D-16-L
のδ3は最大荷重時においてその相対変位が 0.2㎜を超えている． 
図3.2.8には，D-32シリーズ（母板厚 32㎜，すべり先行型）で測定した基準化荷重と相対変位の
関係を示す．同図より，すべり発生時の基準化荷重が 1.0 に到達していないが，これはすべり先行
型であり，降伏荷重がすべり荷重に比較して大きいためである．また，相対変位は内側ボルト位置
と外側ボルト位置で大きな差はない．  
 
 
 
(a)D-16-S        (b)D-16-M          (c)D-16-L  
図3.2.7 基準供試体D-16（母板厚16㎜，2面継手）の基準化荷重と相対変位の関係 
 
 
(a)D-32-M           (b)D-32-L       
図3.2.8  D-32（母板厚32㎜，2面継手）の基準化荷重と相対変位の関係 
 
第 3章 皿型ボルトの製作・施工誤差がすべり強度に与える影響 
 
52 
 
さらに，図 3.2.9には，孔ずれの影響を評価するためのD-16-Tシリーズで測定した基準化荷重と
相対変位の関係を示す．同図より，D-16-T3 以外では，孔ずれによる荷重と相対変位との関係に大
きな差はなく，すべり後に荷重が低下する傾向であった．孔ずれType-3についてはすべり後の荷重
の低下はみられなかった．これは，孔ずれによってすべり後に支圧の影響を受けたものと考えられ
る．図3.2.10には，1面継手シリーズであるS-16（母板厚 16㎜，すべり先行）で測定した基準化荷
重と相対変位の関係を例に示す．同図より，すべり先行型であるためすべり発生時の基準化荷重は
1.0に到達していない．また，相対変位は，内側ボルト位置と外側ボルト位置で差はなかった．  
 
 
 
 
  (a)D-16-M-T1       (b)D-16-M-T2        (c)D-16-M-T3  
 
  (d)D-16-L-T1         (e)D-16-L-T2          (f)D-16-L-T3  
図3.2.9 D-16（母板厚 16㎜，2面継手）孔ずれモデルの基準化荷重と相対変位の関係 
 
 (a)S-16-M            (b)S-16-L        
図3.2.10  S-16（母板厚16㎜，1面継手）の基準化荷重と相対変位の関係 
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b) すべり時の相対変位 
図 3.2.11には，基準試験体D-16シリーズ及びD-32シリーズの Ps02時及び Psm時の相対変位の大
きさを例に示す．ここで，Ps02とは，相対変位δ2 が 0.2 ㎜時の荷重を，Psmとは，すべり時の最大
荷重を表す．相対変位は母板間，内側ボルト付近の母板とナット側の連結板（皿孔加工なし）及び
頭部側の連結板（皿孔加工あり），外側ボルト付近の母板とナット側の連結板（皿孔加工なし）及び
頭部側の連結板（皿孔加工あり）の計 5箇所を示す． 
同図より，すべり／降伏耐力比βが 1 以上である D-16 シリーズでは，外側ボルト付近の相対変
位が大きく，βが 1 以下である D-32 シリーズでは，内側ボルト付近の相対変位と外側ボルト付近
の相対変位は同程度となった．これは，降伏先行型では引張荷重の影響を受けて母板が降伏した影
響と考えられ，先述の基準化荷重及び相対変位関係とも傾向は一致する．また，ナット側の相対変
位は頭部側のそれより大きい傾向にあった．特に，内側ボルトよりも外側ボルトでその傾向は顕著
であった．この理由は，頭部側ではボルト頭部と連結板が支圧状態のため，ナット側よりも相対変
位が小さくなったとものと考えられる．  
 
 
Ps02時及び Psm時の相対変位を比較すると，D-16シリーズでは，D-16-Lにおいて内側ボルトと外
側ボルトの相対変位の差が増加している．これは，外側ボルト付近の母板降伏に拡大孔が影響し相
対変位が増加したものと考えられる．また，D-32 シリーズでは D-32-L において 0.2 ㎜変位時と最
大荷重時での相対変位差が増加しており，同様に，拡大孔の影響によるものと考えられる． 
 
c) 荷重とボルト軸力低下率 
図 3.2.12～3.2.14には，基準試験体D-16シリーズ，D-32シリーズ，及び S-16シリーズで測定し
た最大荷重までの基準化荷重とボルト軸力低下率の関係を例に示す． ここに，軸力低下率とは試験
前軸力とすべり荷重時の軸力の差を試験前軸力で除したものである． 
 
(a)D-16-S        (b)D-16-M           (c)D-16-L  
 
(d)D-32-M           (e)D-32-L         
図3.2.11 基準供試体D-16及びD-32の相対変位の大きさ 
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同図より，D-16シリーズのボルト軸力低下率の初期勾配は内・外側に寄らず荷重にほぼ比例して
減少し，最大荷重に近づくにつれ非線形になる．これは，ポアソン効果による板の弾性変形によっ
て軸力が減少しているためと考えられる．また，最大荷重直前で曲線勾配が屈曲した後は，ボルト
軸力減少が著しくなり，特に外側ボルトの軸力減少が大きくなった．この理由は，降伏先行型（β
＞1）でかつ母板降伏先行型（γ＞1）であるため，引張荷重の影響を受けた外側ボルト位置の母板
が降伏することにより，母板厚が減少し，ボルト軸力が低下したものと考えられる．特に，βの値
が大きい D-12 シリーズでは母板の降伏がより厳しくなり，外側ボルトの軸力低下率が大きくなっ
た．なお，孔ずれによる軸力低下率の傾向の違いは見られなかった． 
つぎに，D-32シリーズでは外側ボルト位置より内側ボルト位置のほうが軸力低下率が大きくなっ
ていることがわかる．これは，D-32シリーズはすべり先行型（β＜1）でかつ連結板降伏先行型（γ
＜1）以下であり，引張荷重による連結板の弾性変形に差があるためと考えられる．  
さらに，S-16 シリーズでは，2 面継手に比べて，1 面継手のほうが軸力低下率は大きくなった．
これは，1 面継手では引張荷重載荷時に作用線の偏心による偏心曲げの影響で接触力が増加し母板
厚が減少したため，ボルト軸力が低下したと考えられる． 
なお，シリーズによらず，ボルト孔径による軸力低下率の傾向の違いはみられなかった． 
 
 
 
(a)D-16-S        (b)D-16-M          (c)D-16-L 
図3.2.12 基準供試体D-16（母板厚16㎜，2面継手）の基準化荷重と軸力低下率の関係 
 
 
(a)D-32-M          (b)D-32-L 
図3.2.13 D-32（母板厚32㎜，2面継手）の基準化荷重と軸力低下率の関係 
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d) すべり耐力 
すべり試験で得られた各々の試験体のすべり荷重とすべり係数を表 3.2.3に示す．すべり係数μ0
は，式(3.2.1)を用いて算出した， 
0
0
Nnm
P

     (3.2.1) 
ここに， 
P：すべり試験で測定された相対変位 0.2㎜時の荷重 
m：接合面の数，n：ボルト本数，N0：設計軸力(205kN) 
 
 すべり係数μ1は式(3.2.2)を用い，すべり時のすべり側の 2本のボルトの試験前軸力の平均値を用
いて算出した． 
1
1
Nnm
P

          (3.2.2) 
ここに， 
N1：試験前軸力の平均値（kN） 
 
すべり係数μ2は，式(3.2.3)を用い，すべり時のすべり側の 2本のボルト軸力の平均値を用いて算
出した． 
2
2
Nnm
P

   (3.2.3) 
ここに， 
N2：すべり時軸力の平均値（kN） 
 
 軸力低下率εは，式(3.2.4)を用いて算出した． 
1001 1  ）－（ε
Ni
N
 (3.2.4) 
 ここに， 
Ni：締め付け軸力（kN） 
 
(a)S-16-M           (b)S-16-L         
図3.2.14  S-16（母板厚16㎜，1面継手）の基準化荷重と軸力低下率の関係 
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e) すべり係数の分布 
 図 3.2.15には，すべり係数
の分布を示す．同図より，2
面継手において，最も高いす
べり係数μ1 はすべり先行型
のD-32-L（0.71）であった．
また，最も低いすべり係数μ1
は降伏先行型のD-12-L（0.52）
であった． 
次に，拡大孔の影響につい
て，D-16-T2及びS-16以外の
すべり係数への影響はみられ
ず，ボルト孔径の増加に伴う
すべり係数の低下は確認され
なかった．この理由は，すべ
りを内側ボルト位置での相対
変位（δ2）で評価したため，
母板降伏先行型（γ＞1）継手
の場合，外側ボルト位置で評
価するより孔径の変化による
γの変化が小さく，その結果，
すべり係数への影響が小さく
なったものと考えられる． 
なお，母板の孔ずれである
D-16-T2 シリーズでは，ボル
ト孔径28.5㎜のすべり係数は
ボルト孔径26.5㎜のそれより
約3.5%低下し，ボルト孔径の
増加に伴いすべり係数が低下
した．これは，母板の孔ずれ
の増加によって，ボルト孔近
傍での接触圧の片よりが大き
くなるためと考えられるが，
その影響は小さい．また，１
面継手の S-16 ではボルト孔
径28.5㎜のすべり係数はボル
ト孔径 26.5 ㎜のそれより約
1.6％低下したが僅かであり
その影響は小さい．  
P s02 P sm
試験前
軸力
N 1
すべり
時軸力
N 2
平均
kN kN kN kN μ 0 平均 μ １ 平均
448.3
供試体名
変動
係数P/ 205kN P/N 1
％
すべり荷重P ボルト軸力 すべり係数 軸力減衰率
標準
偏差
- 196.4 170.2 0.54
D-16-S
446.6 12.8
13.80.017 0.031 13.7
15.0
0.53
0.57
0.550.53
433.6 - 193.2 166.0 0.53 0.56
413.8 413.5 195.5 173.0 0.50
D-16-M
460.3 459.0 195.6
12.80.010 0.017
13.2
12.9
12.2461.7 463.0 199.5 168.9 0.56 0.58
445.1 449.0 197.3 168.1 0.54
169.2 0.56
0.56
0.59
0.580.56
D-16-L
446.3 445.5 192.6
14.90.004 0.007
14.5
15.4
14.9455.8 455.8 193.4 163.8 0.56 0.59
450.1 449.5 191.8 161.9 0.55
164.2 0.54
0.55
0.58
0.590.59
0.49
0.52
0.52
0.51
D-12-M
398.2 398.7 193.3
0.53 14.90.007 0.013
15.0
16.8
13.0403.9 403.9 198.2 145.5 0.49
395.3 396.5 188.1 134.6 0.48
143.0 0.49
414.2 193.4 169.6 0.48
D-12-L
393.5 14.7
14.80.012 0.024 14.8
14.9
0.49
0.51
0.520.52
416.0 423.8 192.9 144.0 0.51 0.54
405.0 411.3 193.1 - 0.49
568.0 202.7 184.9 0.69
0.69D-32-M
566.7 10.0
11.10.007 0.010 10.4
12.8
0.69
0.70
0.700.70
0.71564.5 569.2 198.1 181.8 0.69
565.4 564.5 203.0 184.0
562.9 199.1 - 0.68
D-32-L
561.4 11.6
12.20.009 0.013 11.5
13.5
0.69
0.70
0.71
550.2 553.2 196.6 178.4 0.67 0.70
578.1 581.0 200.4 180.8 0.70 0.72
445.1 444.5 197.7 167.6
D-16-M-T1 0.011
12.3
13.10.006 14.0
12.9
0.54
0.54
0.56
0.56
434.7 435.1 198.0 169.6 0.53 0.55
437.6 437.9 194.9 161.8 0.53 0.56
460.0 460.1 194.0 163.0
D-16-L-T1 0.010
14.1
15.20.006 14.9
16.5
0.56
0.56
0.59
0.60
449.8 449.9 189.2 165.6 0.55 0.59
466.1 466.2 192.8 162.8 0.57 0.60
451.9 198.0 168.9 0.55
D-16-M-T2
448.2 12.1
12.50.006 0.010 13.0
12.4
0.55
0.57
0.57
449.1 450.4 199.0 169.8 0.55 0.56
455.2 457.9 197.1 171.4 0.56 0.58
438.2 438.4 194.1 169.7
D-16-L-T2 0.037
14.7
13.40.020 14.1
0.53
0.53
0.56
0.55
449.1 200.8 174.6 0.55 0.56 11.4
409.0 412.2 197.2 175.6 0.50 0.52
472.2 478.7 203.7 181.2
D-16-M-T3 0.022
9.6
11.80.013 11.4
14.4
0.58
0.57
0.58
0.59
471.6 479.5 193.6 167.0 0.58 0.61
468.4 478.8 200.7 167.9 0.57 0.58
454.4 463.3 197.7 175.3
D-16-L-T3 0.019
12.8
14.60.011 15.4
15.5
0.55
0.56
0.57
0.59
458.3 474.1 190.6 163.1 0.56 0.60
453.6 466.0 191.0 166.9 0.55 0.59
211.9 211.9 193.6 145.7
S-12-M 0.038
15.3
13.914.5
11.8
0.52
0.50
0.55
0.52
200.1 213.7 200.6 154.3 0.49 0.50
205.3 206.6 195.3 145.4 0.50 0.53
212.4 213.7 196.1 152.5
209.4
S-12-L 0.023
13.4
11.10.012 9.3
0.52
0.53
0.54
0.54
214.9 201.6 155.5 0.51 0.52 10.5
224.1 227.2 204.6 158.2 0.55 0.55
252.5 260.7 203.5 167.0
S-16-M 0.036
10.0
12.513.5
14.1
0.62
0.59
0.62
0.61
242.1 251.6 193.6 177.8 0.59 0.63
226.1 246.4 195.9 188.4 0.55 0.58
237.7 250.1 202.2 178.6
S-16-L 0.020
10.7
10.89.9
11.9
0.58
0.59
0.59
0.60
244.0 255.0 198.2 177.9 0.60 0.62
241.4 253.4 203.4 181.2 0.59 0.59
0.022
0.012
0.020
表3.2.3 すべり荷重及びすべり係数 
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さらに，すべり先行型でのすべり係数を比較すると，2面継手のD-32シリーズは 1面継手のS-12
シリーズ及び S-16 シリーズよりすべり係数μ1が高くなった．これは，1 面継手では偏心曲げの影
響を受けて接合面の接触圧が変化したためと考えられる． 
 
 
図3.2.15 すべり係数 
 
3.2.2 接触圧分布がすべり挙動に与える影響 
(1) 解析モデル 
前述のすべり試験の結果，拡大孔を適用してもすべり係数は低下しない結果となった．皿型ボル
トの皿孔加工部周辺では高い接触力が発生することが想定される．こうした接合面での接触力分布
が継手のすべり挙動にどのような影響を与えるかについて，3次元ソリッド要素を用いたFEM解析
によるすべり解析を行い検討した．使用ソルバーはABAQUS Standard 6.95)である．解析対象の継手
モデルは 1行 2列の 2面継手である．解析パラメータは，表 3.2.4に示す母板厚，及び孔径である．
同表のβは，板幅100㎜，静止摩擦係数の 0.5と，基準降伏点 2)で算定した． 
図 3.2.16に皿型ボルトを用いた場合を例に，その有限要素モデルを示す．母板，連結板，ボルト
全て8節点ソリッド低減積分要素で離散化した． 
連結板と母板には図 3.2.17 に示す応力－ひずみ関係を用い，von-Mises の降伏関数を用いた．
SM490の基準降伏点σyは 325MPaと仮定した．また，高力ボルトの材料である F10T は，その降
伏点を900MPaとし，ひずみ硬化のないバイリニア則とした． 
 
表3.2.4 解析モデル 
 
 
0.52 
0.56 
0.60 
0.55 
0.58 0.59 
0.70 0.71 
0.57 
0.55 
0.59 
0.52 
0.59 
0.52 0.54 
0.61 0.60 
0.40
0.45
0.50
0.55
0.60
0.65
0.70
0.75
0.80
す
べ
り
係
数
2面継手 1面継手
孔ずれ
六角ボルト:孔径24.5mm
皿型ボルト：孔径24.5mm
皿型ボルト：孔径24.5mm
皿型ボルト：孔径26.5mm
皿型ボルト：孔径28.5mm 平均値
すべり先行型
（母板12mm）
すべり先行型
（母板16mm）
基準供試体
降伏先行型
すべり先行型
母板 連結板
D-12-S 24.5 1.39 1.95
D-12-M 26.5 1.43 1.96
D-12-L 28.5 1.47 1.96
D-32-S 24.5 0.52 0.98
D-32-M 26.5 0.54 0.98
D-32-L 28.5 0.55 0.99
32 16
板厚構成（mm）ボルト孔径
（mm）解析ケース
すべり/降伏
耐力比β
連結板/母板
降伏耐力比γ
12 12
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図3.2.16 解析モデル 
 
図3.2.17 材料構成則 
 
連結板の縁端距離は軸対称モデルと同様にボルト軸中心から 50㎜とした．皿頭部と皿孔加工面，
連結板と母板の2境界面に，摩擦を考慮できる接触境界を導入した．摩擦係数は静止摩擦係数とし
て，皿頭部と皿孔加工面に0.1，連結板と母板に0.5 を与えた． 
軸力は変位制御で与え，205kN締め付けを目標に再現した．引張荷重は締付け終了後に，母板端
部に強制変位として与えた．また，すべりの定義は，建築学会の鋼構造接合部設計指針 4)に従った． 
 
(2) 解析結果と考察 
a) Mises応力 
 図 3.2.18～3.2.19にはD-32シリーズのMises応力コンターを例に，ボルト軸力導入完了時及びす
べり荷重時をそれぞれ示す．図 3.2.18より，ボルト軸力導入完了時（締付け直後，0kN引張載荷時）
に着目すると，ボルト首下に該当する連結板の皿孔加工部周辺で，基準降伏点σy(325N／㎜
2
)に近
い高い応力が生じている．つまり，ボルト軸力導入時に連結板の皿孔加工部は板厚の半分程度が降
伏していることを表しており，孔径によらず同様の傾向である．また，連結板の皿孔加工部周辺の
塑性域は，引張載荷のない状態では左右で同程度である． 
強制変位
接合面（摩擦係数0.5）
ざぐり加工部（摩擦係数0.1）
導入軸力
（205kN，強制変位）
対称条件
拘束
50mm
0
100
200
300
400
500
600
700
800
900
1,000
0 0.02 0.04 0.06 0.08 0.1 0.12
真ひずみ
真
応
力
(N
/m
m
2
)
SS400
SM490
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つぎに，図 3.2.19のすべり荷重時では，載荷側の塑性域が増加している．これは，すべりが発生
することで，載荷側の連結板が母板のエッジと皿頭によって押さえられるために連結板が局部的に
降伏したものと考えられる．同図の孔径の増加に伴う連結板の皿孔加工部周辺の塑性域の増加は見
られない．この理由として，拡大孔の適用によって，皿頭部の締め付けに伴い生じる連結板の皿孔
加工部近傍の高い応力発生部の板厚が変化したため，結果的に連結板の皿孔加工部周辺の局部変形
が緩和したためと考えられる． 
 
 
図3.2.18 Mises応力のコンター（D-32）（締め付け直後） 
 
 
図3.2.19 Mises応力のコンター（D-32）（すべり荷重時） 
載荷側 固定側
載荷側 固定側
載荷側 固定側
標準孔（24.5㎜）
拡大孔（26.5㎜）
拡大孔（28.5㎜）
標準孔（24.5㎜）
拡大孔（26.5㎜）
拡大孔（28.5㎜）
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b) 接合面での応力伝達状態 
図3.2.20～3.2.21には，D-32シリーズ及びD-12シリーズのボルト軸力導入完了時及び主すべり発
生時の接触圧分布の変化を示す．グラフ中央で値が存在しない位置はボルト孔にあたり，グラフ左
側が荷重載荷側である．また，描画する引張荷重のレベルは，0kN（ボルト軸力導入完了時），及び
すべり荷重時を示した．  
 
 
図3.2.20 接触圧の変化（D-32）    図3.2.21 接触圧の変化（D-12） 
 
まず，図3.2.20のD-32シリーズ（すべり先行型）より，ボルト軸力導入時（引張載荷前）では，
孔径によらず，載荷側，及び固定側の接触圧はほぼ同じ分布性状を示すが，すべり荷重時では，載
荷側で接触圧が高く，また，接触範囲は狭く変化している．これは，引張荷重作用下では，引張荷
重及び連結板と母板の作用線が異なるため発生する偏心曲げモーメントの影響で連結板が変形し，
接触圧が変化したものと考えられる． 
つぎに，図3.2.21のD-12シリーズ（降伏先行型）より，ボルト軸力導入時（引張載荷前）では，
D-32に比べて，載荷側，及び固定側の皿孔加工部周辺に高い接触圧が生じている．また，すべり荷
重時には，鋼板の降伏の影響により接触圧は低くなり，載荷側に比べて固定側の方が顕著に低下し
ている．この理由は，載荷側では連結板の変形による接触圧の増加と母板の降伏の影響による接触
圧の低下が相殺されているが，固定側では母板の降伏の影響を受けて接触圧が低下したものと考え
られる．この傾向は孔径によらず同様である． 
さらに，表3.2.5には，孔周りの最大接触圧，及び接触と面積の積を積分して算定した接触力を記
載した．同表より，すべり先行型のD-32シリーズでは，最大接触圧は 230MPa程度となり，孔径に
よる差はない．また，ボルト締付け時の接触力は，全シリーズで設計軸力相当の205kN締め付けを
目標として変位制御で軸力を導入したため 201～207kNとばらつきがある． 
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すべり時の接触力は，ボルト締め付け時と比較していずれも低くなり，D-32-Sで189.7MPa（92.4%），
D-32-Mで186.4MPa（92.2%），D-32-Lで 188.0MPa（92.7%）となり孔径によらず概ね一定の接触力
となった． 
一方，降伏先行型のD-12シリーズではすべり先行型のD-32シリーズに比べて接触圧が高くなっ
た．なかでも，連結板の皿孔加工部近傍の高い応力発生部の板厚が最も薄い D-12-S では 302MPa
となり全シリーズのなかで最も高い数値を示した． 
すべり時の接触力は，軸力導入時の接触力に対して，D-12-S が 177.4MPa（85.6%），D-12-M が
175.8MPa（85.9％），D-12-Lが174.7（85.7％）となり，D-32シリーズと同様，孔径に応じて小さく
なった．表 3.2.6には解析結果から得られたすべり係数μ0を示す．同表より，すべり／降伏耐力比
βの増加に伴い，すべり荷重は低下するが，孔径の影響は僅かであった． 
以上のことから，拡大孔を有する皿型ボルトの孔径の差はすべり／降伏耐力比の関係において有
意差を生じさせないことを示唆し，これは，先述の実験データとも一致する． 
 
表3.2.5 最大接触圧と接触力 
 
 
表3.2.6 すべり係数μ0 
 
 
  
軸力導入時 すべり時
D-12-S 176.7 302.0 207.2 177.4
D-12-M 174.8 276.5 204.5 175.8
D-12-L 174.0 256.9 203.8 174.7
D-32-S 189.2 230.1 205.2 189.7
D-32-M 186.8 232.0 202.1 186.4
D-32-L 187.7 231.2 202.8 188.0
接触力
（kN）解析ケース
すべり荷重
（kN）
最大接触圧
（MPa)
D-12-S 1.39 1.95 176.7 0.43
D-12-M 1.43 1.96 174.8 0.43
D-12-L 1.47 1.96 174.0 0.43
D-32-S 0.52 0.98 189.2 0.46
D-32-M 0.54 0.98 186.8 0.46
D-32-L 0.55 0.99 187.7 0.46
すべり荷重
（kN)
すべり係数解析ケース
すべり/降伏
耐力比β
連結板/母板
降伏耐力比γ
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3.3 片当たり・孔ずれに着目した継手特性の検討 
3.3.1 引張載荷試験によるすべり及びすべり後強度の検討 
摩擦接合継手に皿型ボルトを用いると，ボルト頭部は連結板の皿孔加工部によってボルト位置が
固定される．そのため，施工の際，ボルト軸部の片側が母板及び連結板のボルト孔壁に接触する状
況，つまり片当たりを起こす可能性が高力六角ボルトを使用する場合よりも生じ易く，すべり耐力
の低下が懸念される．概説で述べたとおり，森ら 1)は，高力六角ボルトを用いた拡大孔を有する摩
擦接合継手の設計上の限界状態について検討しており，すべり耐力及び降伏耐力に対するボルトず
れ及び孔ずれの影響は認められないと述べている． 
そこで，本章では，皿型ボルトを用いる場合の施工誤差に起因する片当たりがすべり耐力及びす
べり後の終局強度に与える影響を検討することを目的とし，すべり限界とそれを超えた支圧限界及
び破断に至るまでの終局限界を対象とした載荷試験を行った． 
 
(1) 試験体 
本章で使用した皿型ボルト及び連結板の皿孔加工部の形状を図3.3.1に示す．ボルトは呼び径M22
（F10T）を使用した．本試験で用いた皿型ボルトは，3.2.1の引張載荷試験で採用したものと同様で
ある．試験体の一般図を図 3.3.2に，試験体の内訳を表 3.3.1に示す．母板と連結板の接合面には無
機ジンクリッチペイントを膜厚 75μmを目標に塗装した．その際，皿型状に切削する皿孔加工部も
同様の塗装を施した．また，表 3.3.2の母板の設計降伏荷重は材料試験で得られた降伏応力とボルト
孔を空除した母板の純断面積との積で算出して求めた． 
各々の試験体パラメータの設定理由を以下に述べる． 
a）すべり/降伏耐力比β 
実橋で想定される板厚構成に配慮し，すべり/降伏耐力比βをパラメータとし，すべり先行型（β
＜1）と降伏先行型（β＞1）の力学挙動の差異を把握する．表 3.3.1のβはすべり係数 0.5と，鋼種
SM490の基準降伏点 2)（325N/㎜ 2）により算出した． 
b）皿型ボルトへの片当たり箇所 
本試験で想定（設定）した片当たりの状態を図3.3.3に示す．ボルトへの片当たり箇所は母板とボ
ルト軸部，連結板とボルト軸部，連結板皿孔加工部とボルト頭部とした．母板とボルト軸部の片当
り（bcシリーズ）は母板ボルト孔の製作誤差を，連結版とボルト軸部の片当り（scシリーズ）は連
結板ボルト孔の製作誤差を想定しており，3 本のボルト（内側ボルト，中央ボルト，外側ボルト：
図3.3.3参照）のうち，引張荷重に対して最も影響を受けると考えられる外側ボルトのみ片当たりさ
せた．外側ボルトを片当たりさせるため，母板および連結板の外側ボルト孔位置を試験体長手方向
に 1.25㎜ずらした． 連結板皿孔加工部とボルト頭部の片当り（hcシリーズ）は施工誤差により板
がずれ，ボルトが傾いた状態を想定している．そのため試験体を組み立てる段階で連結板をずらし，
ボルトを傾け，その状態でボルトを締め付けることで片当たりさせた．この片当たりは，すべり側
のボルト 3本全てを片当たりさせている．図 3.3.4に hc-32-sのイメージと試験体締め付け後の写真
を示す．さらに，pe-32-s は図 3.3.5のように皿孔加工部の深さを 1㎜深くしたものであり，皿孔加
工深さの施工誤差の影響についても検討した．  
c）連結板/母板降伏耐力比γ 
 連結板の板厚を変えることで，連結板/母板降伏耐力比γをパラメータとし，連結板降伏先行型（γ
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＞1）と母板降伏先行型（γ＜1）についての力学挙動の差異を把握する． 
 
図3.3.1 皿型ボルト及び連結板の皿孔加工部の形状（単位：㎜） 
 
(a) 平面図 
 
(b) 側面図（母板厚 16㎜） 
 
(c) 側面図（母板厚 32㎜） 
図3.3.2 皿型ボルトの試験体側面図（単位：㎜） 
 
表3.3.1 試験体の内訳 
 
すべり/降伏
耐力比
連結板/母板
降伏耐力比
母板ｔ 1 連結板ｔ 2 β γ
nc-16 なし 3
bc-16 母板とボルト軸部 3
sc-16 連結板とボルト軸部 3
hc-16 ざぐり部とボルト頭部 3
nc-32-s なし 3
bc-32-s 母板とボルト軸部 3
sc-32-s 連結板とボルト軸部 3
hc-32-s ざぐり部とボルト頭部 3
nc-32-b 19 1.17 なし 3
pe-32-s 16 0.98 なし 3
供試体名
板厚（mm）
片当たり箇所 供試体数
16 12 1.57 1.46
32
16
0.78
0.98
母板の設計
降伏荷重
（kN）
792.4
396.2
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(a) bc-32-s 
 
(b) sc-32-s 
 
(c) hc-32-s 
図3.3.3試験体の片当たり状態 
 
    図3.3.4  hc32-sのイメージと締付け後写真       図3.3.5 pe-32-sのイメージ 
 
(2) 材料試験 
 材料試験は，JIS Z 2241金属材料引張試験方法 3)に従って，試験体に用いた5種類の板に対して実
施した．材料試験結果を表3.3.2に示す． 
 
母板の外側ボルト孔の位置を1.25mmずらして製作
外側ボルト孔 中央ボルト孔 内側ボルト孔
片当たり
箇所
連結板
母板
連結板
外側ボルト孔 中央ボルト孔 内側ボルト孔
連結板の外側ボルト孔の位置を1.25mmずらして製作
連結板
母板
連結板
片当たり
箇所
連結板のずらす方向
外側ボルト孔 中央ボルト孔 内側ボルト孔
連結板のずらす方向
接触 隙間アリ 隙間アリ接触
引張方向
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表3.3.2 材料試験結果（平均値） 
 
 
(3) すべり試験 
a) 試験方法 
 ボルトの締め付けにはトルクレンチを用いて人力で行った．試験体にはすべり側と固定側を設定
しており，3.2.1すべり試験と同様，すべり側のボルト軸力は設計ボルト軸力の1割増しである226kN
を，固定側は同じく設計の2割増しを目標にそれぞれ導入した．なお，すべり側のボルト軸力はボ
ルト軸部の2箇所に貼り付けたひずみゲージの値で管理し，固定側のボルト軸力はトルク値により
管理を行った．ボルト軸力を管理するひずみゲージの値はキャリブレーション試験結果より算出し
たものを使用した．ボルトへのひずみゲージの貼り付け位置を図 3.3.6に，キャリブレーション結果
の一例を図 3.3.7に示す．これより，図 3.2.5と同様，締め付けボルト軸力（226kN)まで荷重とひず
みの関係が線形であることがわかる．また，首下長さで荷重とひずみの関係が異なるのは，首下部
とひずみゲージとの距離が 首下長さで異なるためと考えられる．すべり試験は，載荷能力 1,000kN
及び2,000kN万能試験機を用いて，母板あるいは連結板が破断するまで載荷した．図 3.3.8に載荷状
況を示す．なお，載荷はボルト軸力のリラクゼーションの影響を除くためにボルト締付け後 24時間
以上経過後に実施した． 
 
図3.3.6 ひずみゲージの貼り付け位置（単位：㎜） 
 
図3.3.7 キャリブレーション結果 
降伏点 引張強度 ヤング係数 ポアソン比
σ ｙ σ u E
N/mm
2
N/mm
2
N/mm
2
32 328.0 512.5 1.85E+05 0.29
19 310.5 503.5 1.83E+05 0.30
16 344.4 524.1 1.82E+05 0.29
16 360.1 529.5 1.86E+05 0.28
12 356.2 533.7 1.93E+05 0.28
ν
鋼種
SM490
すべり
先行型
降伏
先行型
板厚
t
mm
ひずみゲージ
合計板厚の中央
0
50
100
150
200
250
0 500 1,000 1,500 2,000 2,500 3,000 
荷
重
（
k
N
)
ひずみ（×10-6）
首下長さ75mm
首下長さ100mm
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図3.3.8 載荷状況 
 
b) 測定項目 
① 相対変位 
相対変位は図3.3.9に示すように，すべり側と固定側の母板間及び内側，中央，外側ボルト付近の
すべり側の母板と連結板間（ボルト頭部側とナット側）の計 7箇所において測定した．なお，相対
変位の測定にはクリップ式変位計（型名RA-5，容量5㎜，東京測器研究所）を用いた． 
② ボルト軸力 
 締め付け完了時から載荷終了時までのすべり側のボルト 3本のボルト軸力を測定した．  
③ 載荷荷重 
 母板または連結板が破断に至るまでの載荷荷重を測定した．載荷速度は 1kN/sを目安に行ってお
り，荷重及び相対変位のサンプリング周期は 1sとした． 
 
 
図3.3.9 相対変位の測定位置と取り付け状況 
δ1
δ2
δ3
δ5
δ6
δ4 δ7
内側ボルト
外側ボルト
中央ボルト
固
定
側
す
べ
り
側
すべりを判定した
相対変位
クリップ式変位計の取り付け位置
クリップ式
変位計
第 3章 皿型ボルトの製作・施工誤差がすべり強度に与える影響 
 
67 
 
c) すべりの定義 
 建築学会の鋼構造接合部設計指針 4）では，すべりの定義について，相対変位が 0.2㎜に到達した
時の荷重，最大荷重，主すべりが発生した時の荷重のいずれかのうち最小のものとされ，ここでは，
前節の考えと同様に，建築学会の定義に従ってすべりを定義した．なお，ここでの相対変位とは，
内側ボルト取り付け位置での母板と連結板との相対変位δ2とした． 
 
(4) すべり試験結果と考察 
a) 荷重/すべり荷重と相対変位の関係 
 図3.3.10と図3.3.11に，荷重/すべり荷重と相対変位の関係を示す．頭部側の相対変位（δ5，δ6，
δ7）はボルト頭部と連結板の皿孔加工部が支圧状態となっており，相対変位が生じ難いと考えられ
るため，相対変位についてはナット側のδ2とδ3及びδ4について検討しており，代表のケースと
して片当たりのないケース（nc-16，nc-32-s）とボルト軸部と母板との片当たりをしたケース(bc-16，
bc-32-s)について試験結果を整理した．グラフは各ケース 3体のうち1体のみ整理しているが，他の
2体についても同様の挙動を示している． 
 図3.3.10と図3.3.11より，すべり発生までの相対変位の大きさは，すべり先行型では相対変位δ2，
δ3，δ4間で大きな違いはみられなかったが，降伏先行型においては相対変位δ4はδ2，δ3に比
べ大きくなった．これは，降伏先行（β＞1.0）でかつ連結板/母板降伏耐力比(γ=1.42)が1以上であ
るため，引張荷重に対して，母板で降伏が生じやすいと考えられる． 
また，片当たりのないケースと片当たりのあるケースを比較すると，降伏先行型では片当たりの
ないケースのnc-16ではすべり発生後には荷重の低下がみられるが，片当たりのあるケースの bc-16
では荷重の低下がみられなかった．一方すべり先行型では，片当たりのあるケースの bc-32-sは片当
たりのないケースのnc-32-sに比べ，すべり発生後から支圧状態になるまでの間も荷重が増加し続け
ていることがわかる．これらは，片当たりの影響により明瞭なすべりが生じ難いためと考えられる． 
 
  
図3.3.10 荷重/すべり荷重と軸力低下率関係   図3.3.11 荷重/すべり荷重と軸力低下率関係 
  （降伏先行型）                （すべり先行型） 
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b) 軸力低下率と荷重/すべり荷重の関係 
 図3.3.12と図3.3.13に，軸力低下率と荷重/すべり荷重の関係を示す．試験結果はすべり側の内側，
中央，外側ボルトにおいて整理した．なお，ボルト軸力低下率εの算出には式（3.3.1）を用いた． 
 
1001 1  ）－（ε
Ni
N
    (3.3.1) 
 ここに，Ni：締め付け軸力（kN） 
  
同図より，軸力低下率の大きさは，すべり先行型では内側ボルトで最も大きくなり，中央ボルト
と外側ボルトでは同程度となった．降伏先行型では外側ボルトで最も大きくなり，続いて内側ボル
ト，中央ボルトの順に大きくなった．この理由は，すべり先行型のケースはβ＜1かつγ＜1である
ため，引張荷重に対して連結板の内側ボルト付近が最も降伏しやすく，一方で降伏先行型のケース
はβ＞1かつγ＞1であり，引張荷重に対して母板の外側ボルト付近が最も降伏しやすいためと考え
られる．これらの軸力低下率の傾向は，片当たりの有無によらず同様となった． 
 
図3.3.12 荷重/すべり荷重と軸力低下率関係（降伏先行型） 
 
図3.3.13 荷重/すべり荷重と軸力低下率関係（すべり先行型） 
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c) すべり耐力 
① すべり係数の算定 
 すべり試験で得られた各試験体のすべり荷重とすべり係数を表 3.3.1 に示す．同表のすべり係数 
μ0、μ1，及びμ2は，式(3.3.2)，(3.3.3)，(3.3.4)を用いて算出した 
  
0
0
Nnm
P

    (3.3.2) 
   
1
1
Nnm
P

      (3.3.3) 
  
2
2
Nnm
P

    (3.3.4)    
ここに， 
  P：すべり荷重  m：接合面の数 
n：ボルト本数 
N0：設計軸力(205kN)    
N1：試験前軸力の平均値（kN） 
  N2：すべり時軸力の平均値（kN） 
 
② すべり係数 
 図 3.3.14 に降伏先行型のすべり係数 
μ1を，図3.3.15にすべり先行型のすべり
係数μ1を，図 3.3.16に，本試験（1行 3
列継手）と第 2章（1行 2列継手）で得
られたすべり係数とすべり/降伏耐力比
の関係，及び文献 6）で提案されている
すべり係数低減率によって算出したすべ
り係数を示す． 
 降伏先行型の nc-16（μ1＝0.49）は，
すべり先行型のnc-32-s（μ1＝0.70）より
すべり係数が約30%小さくなり，すべり
/降伏耐力比βが大きくなることで，すべ
り係数が低下する傾向が認められた． 
図 3.3.16より，この低下傾向は 2章で
述べた低下傾向と同様となった．表 3.3.3
より，降伏先行型である nc-16 のすべり
荷重（平均値582ｋN）は母板の設計降伏
荷重（396ｋN）より大きくなった．これ
は外側ボルト付近の接合面に作用する摩
擦力によって連結板にも引張荷重が分担
されているためと考えられる． 
試験前
軸力
N 1
すべり時
軸力
N 2
kN kN kN μ 0 平均 μ １ 平均 μ 2 平均 kN
1299809 192 169 0.66 0.70 0.80
794 193 168 0.65 0.69 0.012 0.017
1298
1306
0.67
0.66
0.71
0.70
0.80
0.800.79pe-32-s
820 191 170
1385844 195 169 0.69 0.72 0.83
805 193 168 0.65 0.70 0.013 0.019
1366
1377
0.67
0.67
0.69
0.70
0.78
0.800.80nc-32-b
823 198 176
1266834 199 173 0.68 0.70 0.80
778 186 162 0.63 0.70 0.000 0.000
1270
1260
0.68
0.66
-
0.70
-
0.800.80hc-32-s
830 - -
1326793 191 164 0.64 0.69 0.81
799 191 168 0.65 0.70 0.008 0.011
1304
1312
0.64
0.65
0.68
0.69
0.79
0.800.79sc-32-s
789 194 167
1312825 196 167 0.67 0.70 0.82
837 192 169 0.68 0.73 0.010 0.015
1324
1328
0.69
0.68
0.72
0.71
0.85
0.830.83bc-32-s
851 198 167
1280822 192 166 0.67 0.71 0.82
817 194 167 0.66 0.70 0.008 0.012
1292
1295
0.66
0.66
0.69
0.70
0.80
0.810.82nc-32-s
807 194 168
-585 193 140 0.48 0.50 0.69
572 195 142 0.46 0.49 0.019 0.039
-
679
0.45
0.46
0.46
0.48
0.62
0.660.67hc-16
550 200 148
-552 197 141 0.45 0.47 0.65
591 197 137 0.48 0.50 0.013 0.028
670
-
0.46
0.47
0.48
0.48
0.67
0.680.72sc-16
565 196 140
-- 194 - - - -
553 197 139 0.45 0.47 0.016 0.033
677
-
0.47
0.46
0.50
0.48
0.70
0.680.66bc-16
577 193 137
677575 194 141 0.47 0.50 0.68
580 194 140 0.47 0.50 0.005 0.011
-
-
0.48
0.47
0.49
0.49
0.64
0.670.69nc-16
592 203 154
変動
係数
最大
荷重
P u
P /205kN P /N 1 P /N 2供試体名
すべり係数
標準
偏差
すべり
荷重
P
ボルト軸力
表3.3.1 すべり荷重及びすべり係数 
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図3.3.14 すべり係数μ1の分布（降伏先行型） 図3.3.15 すべり係数μ1の分布（すべり先行型） 
 
図 3.3.16 すべり係数とすべり／降伏耐力比の関係 
 
片当たりの有無によるすべり係数の影響は平均値で比較すると，片当たりのないケースに対して，
片当たりのあるケースは降伏先行型では 2%の低下率（0.49→0.48），すべり先行型でも 2%の低下率
（0.70→0.69）であった． 
 連結板/母板降伏耐力比γによるすべり係数の影響は， nc-32-s（連結板降伏先行型，γ＝0.98）の
すべり係数μ1の平均値と nc-32-b（母板降伏先行型，γ＝1.17）のμ1の平均値はともに 0.70となり，
連結板／母板降伏耐力比によるすべり係数の影響はみられなかった． 
 
d) 荷重増分と相対変位増分 
 図 3.3.17 から図 3.3.20 に，すべり先行型と降伏先行型の片当たりのないケース(nc-32-s と nc-16)
及びボルト軸部と母板との片当たりのケース(bc-32-s と bc-16)におけるすべり発生時付近の単位時
間当たりの荷重と相対変位の増分を示す．グラフ中の黒線は相対変位δ2が0.2㎜に達した時（すべ
り時）を示す．試験結果は相対変位δ2，δ4，δ7 について整理した．また，グラフの横軸は時間
を示す． 
図 3.3.17及び図 3.3.19より，片当たりのないケースでは，すべり先行型（nc-32-s）と降伏先行型
（nc-16）ともすべり発生時には荷重増分と相対変位増分が急激に変化しており，すべり発生時と増
分のピークとが一致していることがわかる．この傾向はδ2とδ4及びδ7においても同様となった．  
一方，図 3.3.18及び図 3.3.20より，片当たりのあるケース（bc-32-sと bc-16）では，すべり発生
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時近傍で荷重増分の低下と相対変位増分の増加はみられるが，その増分量は片当たりのないケース
に比べ緩やかであり，かつ，すべりの発生と増分のピークにはずれがみられる．このように片当り
の有無によって荷重と相対変位の増分量に違いがみられるがこの増分量の違いがすべり耐力に与え
る影響は小さいと考えられる． 
また，図3.3.18と図3.3.20より，片当たりのあるケースの相対変位δ7はδ2とδ4に比べ，相対
変位増分量が小さい傾向にある．これは，相対変位δ7 はボルト頭部とボルト軸部が支圧状態であ
るため，δ2とδ4より相対変位増分量が小さくなったと考えられる． 
 
 
図3.3.17 荷重増分と相対変位増分（nc-32-s） 
（すべり先行型，当たりなし） 
 
 
図3.3.18 荷重増分と相対変位増分（bc-32-s） 
（すべり先行型，ボルト軸部と母板との片当たり） 
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図3.3.19 荷重増分と相対変位増分（nc-16） 
（降伏先行型，片当たりなし） 
 
図3.3.20 荷重増分と相対変位増分（bc-16） 
（降伏先行型，ボルト軸部と母板との片当たり） 
 
e) 最大荷重 
図3.3.21にすべり先行型のケースの最大荷重を，図 3.3.22に試験体の破断の状況を示す．図 3.3.21
に示す純断面引張耐力は，板の純断面積を材料試験で得られた引張強度で乗じて算出した．表 3.3.3
に試験体破断後の母板の内側と中央及び外側ボルト孔径の大きさを内側ボルト孔径の大きさで除し
たものを示す．なお，ボルト孔径の大きさは試験体長手方向の大きさである． 
図3.3.21より，いずれのケースにおいても純断面引張耐力より最大荷重が大きくなった．これは，
すべり後も接合面には摩擦力が作用しており，連結板にも引張荷重が分担されているためと考えら
れる．破断箇所がすべり側である bc-32-sと sc-32-sの最大荷重の大きさを比較すると，その差は 1%
未満となり片当たりによる最大荷重の影響は認められなかった．本試験で片当たりを再現した箇所
は外側ボルトであり，一方で破断箇所は内側ボルトであり，片当たりボルトと破断箇所が異なって
いるため，片当たりによる最大荷重の違いがみられなかったと考えられる．nc-32-b以外のケースで
は連結板の純断面積が母板より小さく連結板で破断しているが，nc32-bは連結板厚が他のケースよ
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り大きく連結板の純断面積が母板より大きくなることで母板が破断したためと考えられる．これは，
図3.3.22の破断状況からもわかる． 
 表3.3.4より，外側ボルト孔径の大きさは中央ボルト孔径と内側ボルト孔径に比べ大きくなったが，
片当たりによるボルト孔径の大きさの影響はみられなかった． 
 
 
図3.3.21 最大荷重 
 
(a) nc-32-s                   (b) nc-32-b 
図3.3.22 試験体の破断状況 
 
表3.3.4 破断後のボルト孔径の大きさ 
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1,321 
1,314 
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最
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N
)
1238kN(nc-32-b以外の連結板の純断面引張耐力）
1254kN(母板の純断面引張耐力）
固定側の破断
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内側中央外側 内側中央外側
外側/内側 中央/内側 内側/内側
nc-32-s 1.2 1.0 1.0
bc-32-s 1.2 1.0 1.0
sc-32-s 1.2 1.0 1.0
hc-32-s 1.2 1.0 1.0
供試体名
母板のボルト孔径
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3.4 まとめ 
本章では，皿型ボルト摩擦接合継手に拡大孔を適用した場合のすべり耐力と降伏耐力について，
母板及び連結板のボルト孔の孔ずれに着目して，継手モデルの引張載荷実験を行った．また，ボル
ト軸部がボルト孔壁に片当たりした場合の継手挙動への影響について，施工誤差に起因する片当た
りが，すべり耐力及びすべり後の終局強度に与える影響を検討するため，すべり限界とそれを超え
た支圧限界及び破断に至るまでの終局限界を対象とした載荷試験を行った．本章で得られた主な研
究成果をまとめると以下のとおりである． 
 
(1)  拡大孔や孔ずれを想定した 1行2列の継手試験体による引張載荷試験の結果，相対変位の挙
動は，降伏先行型（β＞1）かつ母板降伏先行型（γ＞1）の継手に28.5㎜の拡大孔を適用する
と，外側ボルト付近の相対変位が増加し，すべり先行型の継手では，内側・外側ボルト付近の
相対変位は同程度となり，両者に有意な差は認められなかった．また，最も高いすべり係数は
すべり先行型の 2 面継手の 0.71 であり，最も低いすべり係数は降伏先行型の 2 面継手の 0.52
であり，拡大孔の影響によらず，すべり／降伏耐力比の増加に伴いすべり係数が低下した． 
(2)  皿型ボルトのすべり耐力に対するボルト孔径，及びボルトずれの影響は，今回検討した板厚
構成，（母板厚：32，16，12 ㎜），すべり／降伏耐力比（β＝0.7～1.2），及び継手面数（1～2
面）の範囲で小さい．そのため，皿型ボルト摩擦接合継手に拡大孔径を M22 の標準孔径+6.5
㎜（28.5㎜）とした場合において，高力六角ボルトおよびトルシアボルトに拡大孔を用いる場
合にすべり係数を低減しないのと同様，その必要はない． 
(3)  片当たりを想定した 1行3列の継手試験体による引張載荷試験の結果，荷重－相対変位，及
び荷重-軸力低下率の関係において，すべり先行型と降伏先行型で，片当たりの影響は認められ
なかった．また，片当たりの有無によるすべり係数の影響は平均値で比較すると，片当たりの
ないケースに対して，片当たりのあるケースは降伏先行型では 2％の低下率（0.49→0.48），す
べり先行型でも 2％の低下率（0.70→0.69）となりすべり係数の大きな違いはみられなかった．
さらに，連結板／母板降伏耐力比γによるすべり係数の影響は，連結板降伏先行型（γ＝0.98）
のすべり係数の平均値と母板降伏先行型（γ＝1.17）のそれとも0.70となり，連結板／母板降
伏耐力比によるすべり係数の影響はみられなかった．そして，単位時間当たりの荷重と相対変
位の増分は，片当たりのないケースはすべり発生時には急激に変化するが，片当たりしたケー
スではその変化は緩やかとなった．なお，すべり後耐力についても，片当たりの有無の差は 1%
未満となり，片当たりによる最大荷重の影響はみられなかった． 
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第 4章 皿型ボルト摩擦接合継手の設計に考慮する諸条件の提案 
4.1 概説 
皿型ボルトを用いた摩擦接合継手は，2章のすべり試験結果より，鋼種，すべり／降伏耐力比，継
手面数に関わらず，接合面に無機ジンクリッチペイント75μm塗布した状態で0.45以上のすべり係数
が得られ，実用可能性があると結論付けている．一方で，皿型ボルトを用いた摩擦接合継手のすべ
り耐力は，六角ボルトと比べて最大1割程度低下することを示している．こうしたことから，皿型ボ
ルトの設計すべり係数の提案にあたっては，すべり耐力が低下する要因とその程度を明らかにし，
設計に適切に考慮する必要ある．すべり耐力が低下する要因としては，皿型形状特有の変形特性や，
製作・組み立て誤差に起因する片当たりの影響などが考えられる．しかし，試験で得られたすべり
係数には，これらの影響因子が全て包含された結果であり，個々の影響については明確になってい
ない． 
そこで，本章では，まず，皿頭部及び連結板の皿孔加工部の変形特性に着目した1行2列継手のFEM
解析を行い，六角ボルト継手と比較して，すべり係数が低下する要因を皿頭部の変形特性から考察
する．次に，実橋ではボルトの最小本数の規定1)により少なくとも2行2列以上のボルト配置となる
が，前章までの実験は，1行2列または3列の小型試験体による検討であるため，実橋での群ボルトの
場合に，片当たり・孔ずれの影響が増幅する懸念がある．そのため，主桁フランジへの適用を想定
し，3行4列の継手試験体による引張載荷試験を実施し，群ボルトがすべり耐力に及ぼす影響を，六
角ボルトの継手試験体と比較して検討する．最後に，皿型形状が長期的な軸力低下に及ぼす影響に
ついて，長期リラクゼーション試験を実施し，皿型ボルトと六角ボルトの軸力低下率を比較する．  
以上の結果を踏まえ，皿型ボルト摩擦接合継手のすべり耐力の低下をもたらす支配的な要因を考
慮した設計すべり係数及び設計のための諸条件について提案する． 
 
4.2 すべり耐力の低下要因に関する考察 
4.2.1 解析モデル 
皿型ボルトは，2 章で述べたとおり，ボルトの締め付け時に連結板の皿孔加工部周辺に高い接触
圧が発生する特徴があり，皿頭部や皿孔加工部周辺の連結板の挙動がすべり耐力に影響を及ぼすと
考えられる．そこで，1行 2列の継手モデルによるFEM解析を行い，ボルト締め付け時，及びすべ
り時の皿頭部や連結板の応力性状及び変形特性を踏まえ，すべり係数が低下する要因を考察する．
使用ソルバーは汎用構造解析プログラムABAQUS Standard 6.92)を用いた．解析で用いる皿型ボルト
の形状と寸法を図4.2.1に示す．比較のために，JIS3)で規定される通常の六角ボルトに対しても同様
の解析を行う．その形状と寸法を図 4.2.2に示す． 
解析モデルは第２章で実施したすべり試験で用いた試験体の 1/4 をモデル化の対象とし，各対称
面上に適切な対称条件を設けた．図 4.2.3には，皿型ボルトのケースを例に，その有限要素モデルを
示す．全て8節点ソリッド低減積分要素で分割した．連結板と母板には図 4.2.4に示す応力－ひずみ
関係を与え，降伏関数にはVon-Misesの降伏関数を用いた．SM490の基準降伏点 1)σyは 325MPaと
仮定した．また，高力ボルトの材料である F10T は，その降伏点を 900MPa とし，ひずみ硬化のな
いバイリニア則とした． 
 皿頭部と皿孔加工部，及び連結板と母板との境界面には，摩擦を考慮できる接触境界を導入した．
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摩擦係数は静止摩擦係数として，皿頭部と皿孔加工面には0.1を与え，連結板と母板の接合面には，
六角ボルトを適用したケースのすべり係数が第２章のすべり試験値と一致するように調整した0.76
を与えた．導入ボルト軸力は205kN（設計ボルト軸力）とした．引張荷重はボルト軸力導入後に，
図4.2.3に示すように，母板端部に強制変位として与えた． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  図4.2.3 解析モデルとその境界条件（ケースC）    図4.2.4 解析に用いた材料構成則 
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図4.2.1 皿型ボルトの形状及び解析で用いた寸法
 
 
図4.2.2 六角ボルトの形状及び解析で用いた寸法 
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4.2.2 解析ケース 
 表4.2.1には解析ケースを示す．2章の試験を参考に，母板厚32㎜，連結板厚16㎜のすべり先行型（β
=0.52）とし，すべり4降伏耐力比βがすべてのケースで共通となるように設定した．ケースHCは，
ケースH（六角ボルト）に対して，ケースHの連結板をある深さまで円形状に孔加工したものである．
切削した深さはケースC（皿型ボルト）の深さを基準に，ケースCの連結板／母板降伏耐力比γと一
致するよう，頭部側連結板の板厚を17.5㎜とした．図4.2.5に，ケースごとのボルト頭部付近の形状
を示す． 
 
表4.2.1 FEM解析モデル 
 
 
      
(a) ケースH        (b) ケースC       （c）ケースHC 
図4.2.5 ボルト頭部付近の形状 
 
4.2.3 解析結果 
(1) すべり係数およびボルト軸力の低下率 
図 4.2.6に，解析から得られたすべり係数，及び導入軸力に対するすべり時の軸力低下率を示す．
すべり係数は式（4.2.1）を用いて算出した．なお，すべり荷重は，建築学会の鋼構造接合部設計指
針 4）の定義を参考に，相対変位が 0.2㎜に達した時の荷重，または最大荷重のうちいずれか最小の
ものとした．ここでの相対変位とは，内側ボルト位置での母板と連結板との相対変位とした．また，
軸力低下率は導入軸力とすべり時の軸力の差を導入軸力で除したものである． 
 
Nnm
P

   ・・・（4.2.1） 
ここに， 
 
解析ケース ボルト種
母板厚
（mm）
連結板厚
（mm）
すべり/降伏
耐力比β
連結板/母板
降伏耐力比γ
H 六角 1.00
C 皿型 0.96
HC 六角 17.5 0.96
0.5232.0
16.0
16.0mm
6.25mm
17.5mm
6.25mm
16.0mm 16.0mm
6.25
皿孔加工部
17.5mm
6.25mm
円形孔加工部
   
)kN205(N
2n2m
P
：ボルト軸力
：ボルト本数：接合面の数
：すべり荷重：すべり係数


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図4.2.6 すべり係数μと軸力低下率の比較 
 
同図より，すべり係数はケースH で 0.73，ケースC で 0.67となり，皿型ボルトは六角ボルトよ
りすべり係数が約 8％低下した．また，軸力低下率に着目すると，ケース C（9.12％）がケース H
（2.92％）より大きく，すべり係数の低下には軸力の低下が大きく影響していることがわかる．さ
らに，ケースHCのすべり係数は 0.72となり，ケースHのすべり係数と概ね同程度となった．これ
より，連結板を切削することによる剛性低下や切削部の局所降伏の影響がすべり係数の低下に及ぼ
す影響は小さいと考えられる． 
 
(2) 接合面での応力伝達状態 
図4.2.7には，0kN（ボルト軸力導入時）とすべり荷重の1/2倍時（Ps/2，線形弾性応答時）および
すべり荷重時（Ps時）の接触圧分布を示す．グラフ中央で値が存在しない位置はボルト孔にあたり，
グラフ左側が荷重載荷側である． 
同図より，ケースCでは，ボルト軸力導入時（0kN）では外側ボルト孔と内側ボルト孔の荷重載荷
側，及び固定側（継手中央側）の接触圧はほぼ同じ分布性状を示している．引張荷重が載荷され，
増加するにつれてケースHより接触圧は高く，かつ接触範囲は狭くなっている．これは，引張荷重
が載荷されることで，連結板ボルト孔周辺の板厚がポアソン効果により減少し，その結果，接合面
での接触範囲が狭くなり，接触圧が増加したと考えられる．一方，ケースHでは，ボルト孔周辺の
連結板厚はケースCに比べて大きく，引張荷重が増加しても接触範囲が若干狭くなる程度であり，
接触圧が比較的なだらかに分布している． 
また，ボルト孔による断面欠損が最も大きいケースHCでは，ケースH，ケースCと比較して，荷
重載荷側及び固定側(継手中央側)の円形孔加工部周辺で接触範囲が狭く，高い接触圧が生じている．
これは，円形孔加工した残りの連結板の厚さが他のケースに比べ小さいためである．さらに，引張
荷重がPs/2程度に増加するまで，接触圧は増加する傾向にある．これは，引張荷重により連結板ボ
ルト孔周辺の板厚が減少することで，接触範囲が狭くなるためと考えられる．一方，引張荷重がさ
らに増加すると，円形孔加工部の接触圧は大きく低下する．これは，円形孔加工部下段部の塑性域
が，引張荷重の増加に伴い，その隅角部まで達し，ボルト頭部下の連結板でのてこ反力が減少した
ためと考えられる．しかし，円形孔加工部では接触圧が低下するものの，その周辺部では引張荷重
による板厚の減少に起因して接触圧が増加するため，接触力に関しては大きく低下しないと考えら
れる． 
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(a) ケースH                (b) ケースC 
 
(c) ケースHC 
図4.2.7 連結板接合面の接触圧分布 
 
(3) 連結板の最大主応力 
図4.2.8にすべり荷重の1/2倍時（Ps/2時）およびすべり荷重時（Ps時）における連結板に発生する
最大主応力コンターとその最大値および発生位置を示す．これより，すべり時の最大主応力はケー
スHC（378MPa）で最も高くなり，続いてケースC（322MPa），ケースH（293MPa）の順となった．
このように，連結板を切削する場合，円形状に切削するより，皿型状に切削する方が形状の変化が
穏やかで，ボルト孔周辺の最大主応力は小さくなる結果が得られた． 
また，ケースCは，すべり荷重の1/2倍時ではボルト孔周上に最大主応力が発生しているが，すべ
り時ではその発生位置が接合面の板幅中央方向へと移動している．これは，引張荷重が増加するこ
とでボルト孔周辺の降伏域が進展し，最大主応力発生位置も移動したためと考えられる． 
 
(a) ケースH               (b) ケースC 
図4.2.8 連結板ボルト孔周辺の最大主応力（単位：MPa） 
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（C）ケースHC 
図4.2.8 連結板ボルト孔周辺の最大主応力（単位：MPa）（つづき） 
 
ケースHCでは，最大主応力が円形孔加工部周辺で生じており，他ケースと比較して最も大きいの
は，円形孔加工部のほうがボルト孔，皿孔加工部よりも連結板断面積が小さいためと考えられる． 
 
(4) ボルトと連結板ボルト孔の変形 
 軸力導入時とすべり時の連結板のボルト孔周辺部の変形（面内，変形倍率 50），およびすべり時
のボルトの落ち込み状況（縦断面，変形倍率 50）を，図 4.2.9，4.2.10 にそれぞれ示す．図 4.2.9 は
連結板ボルト孔の面内変形に着目しており，頭部側から見たものである．さらに，図 4.2.11にボル
ト頭部上面中央のボルト軸方向変位と引張荷重の関係を示す．なお，変位測定位置は図中に示して
いる．図4.2.9より，いずれのケースも，すべり時では軸力導入時より連結板ボルト孔が継手方向に
変形し，特に内側ボルトでその変形量が大きくなっていることがわかる．また，図 4.2.10より，引
張荷重が増加することでボルト頭部上面中心のボルト軸方向変位が大きくなり，ボルトが落ち込ん
でいることが確認できる．特にケースCでは，図-11に示すとおり，すべり荷重の 1/2倍程度からそ
の変位が大きくなり始め，すべり時ではケースH，ケースHCより，内側ボルトで約 18％，外側ボ
ルトで約10％大きく，ボルトの落ち込み量が大きいと判断できる．これは，軸力導入時に連結板の
皿孔加工部が軸方向に変形するとともに，引張荷重の増加にともない，ボルト孔が継手方向に変形
するためと考えられ，その結果，ボルト軸力が低下したと考えられる． 
また，ケースCでは，内側ボルトの軸方向変位が外側ボルトの軸方向変位より大きくなっている．
これは，連結板の荷重分担が内側ボルトの方が支配的で，ボルト孔の継手方向の変形が外側ボルト
孔より内側ボルト孔の方が大きいためと考えられる．この内側ボルトと外側ボルトの軸方向変位の
違いは，ケースHとケースHCではみられなかった． 
 
(a) ケースH 
図4.2.9 連結板ボルト孔周辺の変形（面内）（変形倍率50） 
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（b）ケースC 
 
（c）ケースHC 
図4.2.9 連結板ボルト孔周辺の変形（面内）（変形倍率50）（つづき） 
 
(a) 軸力導入時 
 
(b) すべり時 
図4.2.10 すべり時のボルトの落ち込み状況（縦断面）（変形倍率 50） 
 
 
(a)内側ボルト                （b）外側ボルト 
 
図4.2.11 ボルト軸方向変位と荷重の関係 
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 (5) Mises応力 
 図4.2.12～4.2.14には解析ケース毎の軸力導入時，及びすべり荷重時のMises応力コンターを示す．
なお，各図の左側が荷重載荷側，右側が固定側（継手中央側）であり，ナットより下の部分のコン
ター図は省略している．これらの図より，軸力導入時（締め付け直後）に着目すると，ケースHに
比べて，ケースC及びケースHCでは，孔加工による連結板厚の減少の結果，連結板の孔加工部周
辺で基準降伏点σy(325MPa)に近い高い応力が生じている．特に，ケースCでは，軸力導入時に連結
板の皿孔加工部の角部周辺で局所的に降伏し，ケースHCよりもその影響範囲は広くなっている．
また，いずれのケースも連結板の塑性域の進展状況は荷重載荷側と継手中央側で差異はなく同程度
となっている．一方，各図のすべり荷重時では，いずれのケースも，母板及び連結板周辺の降伏範
囲が軸力導入時に比べて増加している．特に，ケースCでは，連結板の皿孔加工による断面積の減
少によって連結板の塑性域が増加しており，引張荷重の影響を受ける荷重載荷側ボルトの継手中央
側への影響が特に大きい． 
 
 
    
(a) 軸力導入時              (b) すべり荷重時 
図4.2.12 Mises応力のコンター（ケースH） 
 
   
(a) 軸力導入時              (b) すべり荷重時 
図4.2.13 Mises応力のコンター（ケースC） 
 
   
(a) 軸力導入時              (b) すべり荷重時 
図4.2.14 Mises応力のコンター（ケースHC） 
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4.3 多列配置がすべり耐力に及ぼす影響 
4.3.1 試験体 
実橋では，標準すべり試験のような1行2列ではなく，複数行複数列の多列配置となることから，
標準すべり試験では考慮できない継手部の初期不整の影響やボルトの締付け状況の違いなどを考慮
してすべり係数を評価する必要がある．そこで，本章では，試験機の載荷能力，過去の複数行複数
列配置の実験などを考慮してM16高力ボルトを用いた3行4列の継手試験体による引張載荷試験を実
施し，群ボルトによるすべり耐力への影響について，六角ボルトの試験体と比較して検討する． 
図4.3.1には，試験に用いる連結板の皿孔加工部の形状及び皿型ボルト・ナット・座金の形状を，
図4.3.2には試験体の一般図を，表4.3.1には試験体の諸元を示す．  
 
(a) 連結版の皿孔加工部の形状   (b) ボルト・ナット・座金のセット及び形状 
図4.3.1 連結板の皿孔加工部の形状，及び皿型ボルト・ナット・座金のセット（単位：㎜） 
 
(a) CD12M12M 
 
(b) HD12M12M 
図4.3.2 試験体一般図（単位：㎜） 
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試験体のすべり／降伏耐力比βは実構造物で実績の多いβ＝1.0程度を目標に設計した．使用ボル
トはM16(F10T)であり，試験対象となるすべり側の高力ボルトに皿型ボルトを使用した試験体
(CD-22M12M)及び六角ボルトを使用した試験体(HD-22M12M)の2種類とした．表4.3.2には試験体に
用いた鋼板の材料試験結果を示す．なお，固定側の高力ボルトは，どちらの試験体も六角ボルトと
した．接合面には，無機ジンクリッチペイントを目標膜厚75μmで塗装した． 
表4.3.1のすべり／降伏耐力比βdは，ボルト軸力106kN，すべり係数0.5，鋼板の基準降伏点8)で算
定した．また，すべり／降伏耐力比βeは，後述するすべり試験結果で得られたCD-22M12Mと
HD-22M12Mのすべり係数と，試験体に用いた鋼板の材料試験結果（表4.3.2）をもとに算出した．
したがって，試験体はβdで設計されているが，引張試験の結果についてはβeで考察する． 
 
表4.3.2 試験体に用いた鋼板の機械的性質 
 
 
すべり側の高力ボルトの軸部には，ボルト軸力を測定するため，2枚のひずみゲージを対称に貼り
付け，試験体の組立前にキャリブレーション試験を行い，ボルト軸力とひずみの関係からボルト軸
力の校正係数を求めた．試験体の製作は，実物を再現するため，実物の製作に用いる孔明け機を用
いて，実物の製作工程に従って実施した．まず，標準ボルト孔（+18.5㎜）をNCにて孔明けした後，
写真-3に示すドリルを用いて，皿孔加工部を成型した．製作後の寸法精度は道路橋示方書1)の製作許
容値を満足した．試験体の組立は，母板と連結板とを合わせ，12箇所の孔のうち2箇所（後述する図
-16の1aと4c）にφ18.0㎜のドリフトピンを挿しこみ，母板と連結板の孔位置を合わせた．ドリフト
ピンを差し込んだ状態での孔ずれは皿型ボルト，六角ボルトともに写真4.3.2に示すとおり，最大で
0.5㎜程度と，両者に有意な差異は認められなかった．また，ひずみゲージの付いたボルトのボルト
孔への貫通率は100％で，いずれの皿型ボルトの頭部の皿孔加工部への収まり具合もスムーズであっ
た．ボルトの締付けには，電動レンチを使用せず，人力により行った．すべり側の高力ボルトは，
設計ボルト軸力106kNの1割増しとなる標準ボルト軸力117kNを目標に締付けた6)．固定側のボルトは
トルク法により設計ボルト軸力106kNの2割増しの軸力127kNを目標として締付けた． 
 
4.3.2 載荷方法 
 試験体の両端に引張荷重を載荷した．載荷には2,000kN万能試験機を用いた．リラクゼーションの
板厚
(mm)
鋼種
降伏点
(N/mm
2
)
引張強さ
(N/mm
2
)
伸び
(%)
12 387 535 25
16 427 558 26
22 395 528 29
SM490A
母板降伏
強度
連結板降
伏強度
設計母板
破断荷重
母板 連結板 [kN] [kN] [kN]
CD-22M12M 皿型 0.99 0.97 0.94 1,603 1,502 1,989 3
HD-22M12M 六角 1.09 1.02 1.07 1,603 1,714 1,989 3
供試体名
ボルト
形状
鋼板の
鋼種
板幅
[mm]
孔径
[mm]
すべり／
降伏耐力比
β d
連結板／母
板降伏耐力
比γ e
供試体数
SM490 240 18.5 22 12
板厚[mm] すべり/
降伏耐力比
β e
連結板
の枚数
2
表4.3.1 試験体の諸元 
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影響を考慮し，試験体の組立完了後(ボルト締付け完了後)24時間以上経過した後に載荷を行った．
載荷は単調漸増載荷とし，載荷速度は1kN／sを目安にすべり発生後も載荷を継続した．  
 
4.3.3 試験結果 
(1) 計測ボルト位置と相対変位計測位置 
計測項目を表4.3.3に示す．母板間，及びすべり側母板と連結板間の相対変位の計測位置及び記号
を図4.3.3に示す．δ0は母板間，δ1からδ4は母板と連結板間の相対変位である．また，継手の最も内
側のボルト列を1列目として，外側に順に2列目，3列目，最も外側を4列目とした． 
 
(2) 接合面の塗装前表面粗さと塗膜厚 
試験体の製作にあたり，ブラスト完了時にすべり側接合面の表面粗さ及び塗膜厚を計測した．す
べての試験体の表面粗さの平均値は，算術平均粗さRaが8.37μm，十点平均粗さRzJISは62.2μmであっ
た．また，試験体の組立前に計測した，すべり側接合面のボルト孔まわりの塗膜厚の平均値は，連
結板と母板の塗膜厚の合計で，CD-22M12Mで180μ㎜，HD-22M12Mで161μ㎜であった． 
     
      写真4.3.1 皿加工ドリル     写真4.3.2 孔ずれ(皿孔部，連結板上面から) 
表4.3.3 計測項目 
 
 
図4.3.3 計測位置 
計測項目 計測Ch.数 計測機器
載荷荷重 1
2,000kN試験機
試験機の電圧出力
母板間の相対変位 1
クリップ型変位計
RA-5
すべり側母板と連結板の相対変位 4
クリップ型変位計
RA-5
すべり側ボルトの軸力 12
ひずみゲージ(2枚1ゲージ法)
FLA-5-11
合計 18
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(3) 試験体組立完了から24時間後までのボルト軸力変化 
 試験体の組立完了から24時間後までのボルト軸力変化率を表4.3.4に示す．ここで，ボルト軸力
変化率とは，試験体組立時の締付けボルト軸力である標準ボルト軸力117kNからの減少量を標準ボ
ルト軸力117kNに対する比率として算定した．同表より，いずれの試験体も試験体の組立完了から
24時間までで大きく軸力が低下した．CD-22M12Mの24時間後の軸力変化率は，最大のボルトで
12.1%，ボルト全数（36本)の平均で11.0%であった．HD-22M12Mの24時間後の軸力変化率は，最大
のボルトで10.5%，ボルト全数（36本)の平均で8.9%であった．平均の軸力変化率で比較すると，
HD-22M12Mに比べてCD-22M12Mの軸力変化率は1.2倍程度であった． 
 
(4) 引張試験結果 
a) 荷重と相対変位の関係 
図4.3.4には，すべり発生までの荷重と相対変位の関係を，CD-22M12MとHD-22M12Mのそれぞれ
1体を例に示す．いずれの試験体も，相対変位はδ2，δ3に比べて，端部の相対変位δ1，δ4が大きかっ
た．端部のδ1とδ4の比較では，継手の外側のδ4が大きかった．これは，降伏先行型において，外側
ボルト位置での相対変位が引張荷重の影響を強く受けるため，内側ボルト位置での相対変位よりも
大きくなったものと考えられる． 
すべり荷重はCD-22M12Mに比べてHD-22M12Mが約15%高くなった．また，δ0に着目すると
CD-22M12MとHD-22M12Mともに，400kN（相対変位0.05㎜）付近までの初期勾配は同等であるが，
それ以降は差が生じ，すべり後はCD22M12の方がHD22M12Mよりも相対変位が大きくなった．こ
の理由は，CD22M12Mの連結板の純断面が皿孔加工によりHD-22M12Mよりも小さくなっており，
その影響により相対変位が大きくなったものと考えられる． 
図4.3.5に載荷終了までの荷重と相対変位の関係を示す．いずれの試験体もすべて，①すべり側で
すべりが発生，②荷重が増加し固定側ですべりが発生，③荷重が増加し試験機の最大引張荷重とな
る1,950kNに到達，という3段階の過程を経て載荷を終了した．同図より，HD-22M12Mはすべり発
生後に荷重低下がみられ，相対変位が2.2㎜前後から荷重が増加しており，支圧へ移行したと考えら
れる． 
これに対して，CD-22M12Mは，すべり発生後に荷重低下し，相対変位が1㎜前後から緩やかに支
圧に移行し，2.2㎜前後からは六角ボルトと同様に完全に支圧に移行したと考えられる．これは，皿
型ボルトは連結板の皿孔加工部の孔壁に固定されるため，六角ボルトと異なりボルトの中心軸の孔
ずれによる片当たりが部分的に発生しているものと推定される． 
[%]
供試体名 1a 1b 1c 2a 2b 2c 3a 3b 3c 4a 4b 4c 最小 最大
CD-22M12M① 11.6 11.3 10.5 11.2 11.2 10.2 11.5 11.6 11.4 11.3 11.7 11.2 10.2 11.7 11.2
CD-22M12M② 11.1 11.9 11.8 10.5 11.2 11.4 11.2 11.1 11.3 11.3 11.5 12.1 10.5 12.1 11.4
CD-22M12M③ 10.4 10.0 10.2 10.2 11.3 10.8 10.0 10.6 10.7 10.5 10.4 10.1 10.0 11.3 10.4
HD-22M12M① 9.3 8.1 9.5 8.9 8.6 8.5 9.6 8.7 9.7 8.1 8.0 8.7 8.0 9.7 8.8
HD-22M12M② 10.0 9.3 9.7 9.5 8.3 9.6 10.5 9.6 9.8 10.3 9.7 9.4 8.3 10.5 9.6
HD-22M12M③ 8.9 8.5 8.4 8.6 7.5 7.9 7.6 7.8 6.3 9.2 8.3 8.3 6.3 9.2 8.1
平均
11.0
8.9
表4.3.4 組み立て完了後24時間のボルト軸力変化率 
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以上より，本試験体の設計母板破断荷重（1989kN）にほぼ近い引張荷重時においても，各々のボ
ルトの支圧移行後に荷重が上昇し，ボルトが個々に破断するアンボトニング現象は見られなかった． 
 
 
(a) CD-22M12M             (b) HD-22M12M  
図 4.3.4  荷重と相対変位の関係(すべり発生まで) 
 
 
(a) CD-22M12M              (b) HD-22M12M 
図 4.3.5  荷重と相対変位の関係(最大荷重まで)  
 
b) 荷重とボルト軸力低下率の関係 
 図4.3.6には，すべり荷重までの荷重とボルト軸力低下率の関係を示す．ボルト軸力低下率は，載
荷開始時の軸力と載荷中に計測したボルト軸力との差を載荷開始時の軸力で除したものである． 
同図より，全ての試験体で，荷重の増加につれてボルト軸力が低下した．2～4列目のボルト軸力
は，載荷初期からほぼ同じ傾きで軸力が低下するが，1列目のボルトはそれよりも早い段階でボルト
軸力が低下し，その低下量は最大となった．CD-22M12MとHD-22M12Mの比較では，CD-22M12M
の方が軸力の低下率は大きくなった． 
すべり時のボルト軸力低下率は，CD-22M12Mでは2列目が1列目に次いで大きかったが，
HD-22M12Mでは4列目が1列目に次いで大きかった．このように．六角ボルトと皿型ボルトで軸力
低下に差が見られるのは，連結板の皿孔加工による断面積の減少が荷重伝達機構の差となって現れ
たためと考えられる． 
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c) すべり荷重とすべり係数 
 すべり荷重は，建築学会の鋼構造接合部設計指針4)の定義を参考に，内側ボルト位置での母板と
連結板との相対変位δ1が0.2㎜に達した時の荷重，または最大荷重のうち，いずれか最小のものとし
た．得られたすべり係数と軸力低下率を表4.3.5に示す． 
   
  (a) CD12M12M              (b) HD12M12M 
図4.3.6  荷重とボルト軸力低下率の関係 
 
すべての試験体で，相対変位δ1によってすべり荷重が決定されている．すべり係数μ0は設計ボル
ト軸力を用いて式(4.3.1)により算出した．すべり係数μ1は載荷開始時のボルト軸力の平均値(ボルト
12本の平均値)を用いて式(4.3.2)より算出した．すべり係数μ2は相対変位δ1が0.2㎜に達したとき(す
べり荷重時)のボルト軸力の平均値(ボルト12本の平均値)を用いて式(4.3.3)より算出した． 
 
 ・・・(4.3.1) 
 ・・・(4.3.2) 
 ・・・(4.3.3) 
ここに， 
P：すべり荷重（kN），m：接合面の数(=2)，n：ボルト本数(=12) 
N0：設計ボルト軸力(=106kN)，N1:：載荷開始時のボルト軸力の平均値（kN） 
N2：すべり荷重時のボルト軸力の平均値(kN) 
 
設計ボルト軸力を用いて算出したすべり係数μ0は，すべての試験体で，道路橋示方書1)の規定値
0.45(接合面に無機ジンクリッチペイントを塗装する場合)を上回った．3体のうち最小のμ0で比較す
ると，HDの0.63に対して，CDでは0.57であり，CDの方が9.5%小さかった．また，3体の平均値で比
較すると，HDの0.64に対してCDでは0.60であり，CDの方が6.3%小さくなった．さらに，軸力低下
率では，HDの11.6％に対して，CDでは13.6％となり，CDの方が2％高くなった．変動係数は，HD
が0.013に対して，CDが0.036となり，CDの方がすべり係数のばらつきが大きいという結果となった． 
 
0
0
Nnm
P


1
1
Nnm
P


2
2
Nnm
P


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表4.3.6には，第２章の1行2列試験体のうちすべり／降伏耐力比βdが今回の試験体と概ね近い1.0
程度の試験体のすべり係数及び変動係数も比較のため記載した． 
同表より，1行2列試験体と比較しても，すべり係数のばらつきの傾向は同様であり，HDに比べて
CDの変動係数が大きくなっていることがわかる．しかしながら，皿型ボルトの場合の変動係数が，
1行2列で約5％，3行4列で約4％であり，群ボルトとすることでそのばらつきが小さくなること，ま
た，その値が最大でも5％程度であることから，皿型ボルトの孔ずれなどの製作に関連する諸要因が
すべり係数低下に及ぼす影響は小さいものと考えられる．したがって，皿型ボルト摩擦接合継手の
すべり係数については，製作・組み立てによる影響よりも皿孔加工部における局部降伏の影響が支
配的と考えられる． 
 
表4.3.6 1行2列試験体4)とのすべり係数のばらつきの比較 
 
 
d) すべり試験後の接合面 
 すべり試験後のすべり側の接合面を写真4.3.3に示す．全ての試験体で，接合面には広くすべり痕
が生じており，CD-22M12MとHD-22M12Mで違いは見られなかった． 
継手内側の1列目付近と継手外側の4列目付近のすべり痕を比較すると，4列目付近のすべり痕がす
べり側母板のつかみ部の方向に広く生じていた．また，ボルト孔の形状は，母板の4列目ボルト孔及
び連結板の1列目ボルト孔が載荷方向に延びているが，CD-22M12MとHD-22M12Mの比較において，
明瞭な違いは見られなかった． 
μ 0 平均
0.57
0.62
0.60
0.65
0.63
0.64
0.52
0.56
0.58
0.57
0.59
0.58
試験体の
構成
3行4列
（今回）
1行2列4)
0.99
1.09
1.04
1.04
すべり/
降伏耐力比
βe
0.013
0.036
CD-22M12M 0.55 0.026 0.048
HD-22M12M 0.58 0.008 0.013
1.28
1.43
HD-22M12M 0.64 0.0081.02
CD-22M12M 0.60 0.0210.97
供試体名
すべり係数
標準
偏差
変動
係数
P/N 0
すべり/
降伏耐力比
βd
表4.3.5 すべり係数と軸力低下率 
すべり荷重
P s02
試験前軸力
N1
すべり時軸力
N2
kN kN kN μ 0 平均 μ 1 平均 μ 2 平均 ％ 平均
1,448 104.0 90.0 0.57 0.58 0.67 13.5
1,580 103.7 90.5 0.62 0.64 0.73 12.8
1,527 104.7 89.5 0.60 0.61 0.71 14.5
1,657 106.8 93.4 0.65 0.65 0.74 12.6
1,606 105.5 93.8 0.63 0.63 0.71 11.1
1,638 107.4 95.4 0.64 0.64 0.72 11.2
CD-22M12M
HD-22M12M
標準偏差 変動係数
P/N 0 P/N 1 P/N 2
供試体名
ボルト軸力（平均値） すべり係数
0.60 0.61 0.70
0.64 0.64 0.72
軸力低下率
0.021 0.036
0.008 0.013
13.6
11.6
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以上の結果より，皿型ボルトの群ボルトがすべり耐力や軸力低下に及ぼす影響は，小型試験体に
よる前述の試験とその挙動や傾向は一致する結果となった．また，すべり及びすべり後の挙動につ
いても，六角ボルトと同様の性状を示し，母板の純断面破断荷重近くまで載荷しても，ボルト破断
は生じなかった． 
  
(a) CD-22M12M（母板 ボルト頭側）   (b) CD-22M12M（連結板ボルト頭側） 
  
 (c) HD-22M12M（母板ボルト頭側）  (d) HD-22M12M（連結板ボルト頭側） 
写真4.3.3 すべり試験後の摩擦面 
 
4.4 長期リラクゼーション特性 
4.4.1 試験体 
皿型ボルトは連結板の皿孔加工部周辺の局部変形に起因して軸力低下が生じる．そこで，実物サ
イズ（ボルトの呼び：M22）を用いた長期リラクゼーション試験を行い，皿型ボルトと六角ボルト
のリラクゼーション特性を比較した．また，第３章の検討において，標準孔＋6.5㎜までの拡大孔は
すべり耐力に影響しないことを確認しているが，リラクゼーションについては言及していない．そ
のため，拡大孔を用いた場合のリラクゼーション特性についても併せて検討する． 
試験体の一覧を表4.4.1に，試験体の一般図を図4.4.1に示す．ボルトは呼び径M22（F10T）を使用
した．試験パラメータはボルト形状（皿型と六角）とボルト孔径（標準孔24.5㎜と28.5㎜），及び板
厚構成（母板16㎜と母板32㎜）とした．試験体の板厚構成は，実橋の鋼床版（16㎜）及び桁や橋脚
などを構成する一般部（32㎜）を想定して設定した． 
 
4.4.2 試験方法 
ボルトの締め付けは，トルクレンチを用いて人力で行った．締付け軸力はボルト軸部の2箇所に貼
り付けたひずみゲージのひずみに値で管理し，設計軸力（205kN)の1割増しである225kNを目標に締
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め付けた．ボルト軸力はキャリブレーション試験結果に基づき，ひずみゲージのひずみ値より算出
した．母板と連結板の接合面には無機ジンクリッチペイントを目標膜厚75±20μmで塗装した．その
際，連結板の皿孔加工面も同様の塗装を施した． 
表4.4.1 試験体の一覧 
 
 
 
図4.4.1 リラクゼーション試験の試験体（単位：㎜） 
 
ボルト軸力の測定は，ボルト締付け1分後，3分後，5分後，10分後，30分後，1時間後，2時間後，
4時間後，8時間後，12時間後，1日後，2日後，4日後，1週間後，1カ月(28日)後，2か月(56日)後，3
か月(84日)後，4か月(112日)後，5か月(140日)後とした． 
 
4.4.3 試験結果 
表4.4.2には全試験体のボルト締め付け1日（24時間）後，1か月後，2カ月後，及び5カ月後の軸力
及び軸力低下率を示す．ここに，軸力低下率とは，ボルト締め付け時の導入軸力と計測時の軸力と
の差を導入軸力で除したものである．同表には接合面の無機ジンクリッチペイント膜厚の測定結果
も併記した． 
孔径d
mm 鋼種 mm 鋼種 mm
CD-16 24.5 3
CD-16-O 28.5 3
HD-16 六角 24.5 3
CD-32 24.5 3
CD-32-O 28.5 3
HD-32 六角 24.5 3
皿型
32 16
試験体名 ボルト形状
母板 連結板
ボルト本数
皿型
SM490
16
SM490
12
CD-16-R2
CD-16-R3
CD-16-O-R2 
CD-16-O-R3
CD-32-R2
CD-32-R3
CD-32-O-R2 
CD-32-O-R3
HD-16
HD-32
CD-16 
CD-16-O 
CD-32 
CD-32-O 
HD-16 
HD-32 
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表4.4.2 ボルト締め付け 1日経過後，1か月後，2カ月後，及び 5カ月後の軸力及び軸力低下率 
 
また，図4.4.2には皿型ボルト（標準孔，拡大孔）及び六角ボルトの締付けから5カ月経過後までの
軸力低下率の経時変化を，板厚ごとに示す． 
表4.4.2及び図4.4.2より，皿型ボルト，及び六角ボルトともに，ボルト締め付けから1日(24時間)後
にかけて軸力が大きく低下し，CD-16の13.7％に対してHD-16では10.6％， CD-32の10.8％に対して
HD-32では8.3％となり，初期軸力に対して，皿型ボルトのほうが2.5～3.1％軸力低下率が大きくなっ
ている．これは，連結板の皿孔加工部のボルト軸方向への局部変形に起因していると考えられる．
また，軸力低下は概ね7日以降は緩やかに進行し，3カ月（84日）以降で皿型ボルト及び六角ボルト
ともに軸力低下はほとんど見られず，安定する傾向となった．5カ月後の軸力低下率ではCD-16の
18.2％に対してHD-16では14.5％，CD-32の14.7％に対してHD-32では11.6％となり，締め付け後１日
経過時より，皿型ボルトのほうが3.1~3.7％軸力低下率が大きくなった．これは，六角ボルトに比べ
て皿型ボルトでは，皿孔加工部にも無機ジンクリッチペイントが塗装され，その厚さの影響による
ものと考えられる．また，軸力低下率は32㎜よりも16㎜のほうが大きい．これは，板厚が小さい方
が，無機ジンクリッチペイントの層厚の影響が大きいためと考えられる． 
一方，孔径の比較では，皿型ボルトの標準孔CD-16の18.2％に対して拡大孔CD-16-Oでは16.5％と
なり，拡大孔を用いる方が軸力低下率は小さくなった．これは，ボルト孔径が大きくなると連結板
の皿孔加工部の平行部の板厚が大きくなり，そこでの局部降伏が抑制されるためと考えられる． 
図4.4.3には，1日経過後，及び5ヶ月経過後の軸力低下率の比較を示す．同図より，16㎜シリーズ
のCDとHDとの軸力低下率の差は，1日経過後で3.1％であるが，1日経過後から5ヶ月経過後にかけ
て増加する軸力低下率の差は0.6％（CD：4.5％，HD：3.9％）となった．つまり，CDとHDの軸力低
下率の差は，1日経過後までに大きく，その後，両者はほぼ同じ傾向で軸力低下する特徴がわかる．
同様に，32㎜シリーズのCDとHDについても，1日経過後で2.5％であるが，1日経過後から5ヶ月経
過後にかけて増加する軸力低下率の差は0.6％（CD：3.9％，HD：3.3％）となり，16㎜シリーズと
同様の傾向であった．このように，板厚構成が異なっても，1日経過後と5ヶ月経過後におけるCD
とHDの軸力低下の違いに同様の傾向が見られたのは，1日経過までの初期では皿頭部の変形による
影響を強く受け，それ以降は，無機ジンクリッチペイントの影響を受け，軸力低下が生じているた
めと考えられる． 
ボルト軸力 ボルト軸力 ボルト軸力 ボルト軸力
μm kN kN % 平均 kN % 平均 kN % 平均 kN % 平均
223.5 194.7 12.9 186.8 16.4 184.6 17.4 184.7 17.3
227.2 194.9 14.2 186.8 17.8 184.8 18.7 184.6 18.8
226.1 194.8 13.9 186.6 17.5 184.5 18.4 184.4 18.5
227.8 196.8 13.6 189.9 16.7 187.9 17.5 188.0 17.5
224.4 196.8 12.3 189.8 15.4 187.9 16.3 187.9 16.3
226.1 199.7 11.7 192.6 14.8 190.5 15.8 190.7 15.7
227.0 200.8 11.5 193.6 14.7 191.7 15.6 191.9 15.5
224.9 201.0 10.6 194.0 13.7 192.0 14.6 192.4 14.5
226.5 204.4 9.8 197.6 12.7 195.5 13.7 195.9 13.5
226.7 201.1 11.3 194.0 14.4 192.0 15.3 192.0 15.3
223.4 199.7 10.6 192.9 13.7 190.9 14.6 191.1 14.5
225.1 201.2 10.6 194.4 13.6 192.4 14.5 192.7 14.4
225.1 202.8 9.9 196.1 12.9 194.1 13.8 194.4 13.6
224.9 199.7 11.2 193.0 14.2 190.9 15.1 191.3 15.0
225.4 計測不可 計測不可 195.6 13.1 193.5 14.0 193.6 13.9
226.2 209.5 6.9 203.3 9.7 201.2 10.6 202.0 10.3
229.3 205.5 8.7 199.2 11.5 197.0 12.4 197.9 12.1
224.6 203.9 9.4 197.9 12.1 195.8 13.0 196.6 12.6
5カ月経過後
軸力低下率 軸力低下率 軸力低下率 軸力低下率供試体名
導入軸力
1日経過後 1カ月経過後 2カ月経過後
計測膜厚
13.7 14.6
18.2
CD-16-O-R2 12.5 15.6 16.5 16.5
CD-16-R2 13.7 17.2 18.1
81.3
91.4
80.5
90.7
83.1
86.4
14.2
HD-32 8.3 11.1 12.0 11.6
CD-32-O-R2 10.6 13.4 14.3
14.5
CD-32-R2 10.8 13.9 14.8 14.7
HD-16 10.6
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(a) 板厚16㎜の比較 
 
(b) 板厚32㎜の比較 
図4.4.2 締付けから5カ月経過後の軸力低下率の経時変化 
 
図4.4.3 締め付け直後，１日経過後，及び5ヶ月経過後の軸力低下率の比較 
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4.5 設計すべり係数及び設計における諸条件の提案 
4.5.1 設計の基本 
前述の大型試験体を用いた皿型ボルト摩擦接合継手の引張載荷試験により，すべり後の終局限界
状態は，通常の六角ボルトと同様に十分な延性を有し，ボルトの破断といった脆性的な破壊形式で
はなかった．また，3 章で実施した片当たりを想定した引張載荷試験の結果より，皿型ボルト摩擦
接合継手の連結板／母板降伏耐力比によるすべり係数の影響は，六角ボルトの場合と同様であった．
以上のことから，接合部設計における皿型ボルト摩擦接合継手の限界状態は，六角ボルトの場合と
同様に，「接合面のすべり」もしくは「母板あるいは連結板の降伏」とする． 
 
4.5.2 すべり係数の考え方 
皿型ボルトを用いた摩擦接合継手のすべり耐力を低下させる支配的な要因は，4.2及び 4.4で述べ
たように，ボルト締め付け時の皿型形状に起因するボルト頭部及び連結版の局所降伏に加え，引張
作用力載荷時の連結板の変形に伴うボルトの落ち込みがもたらす軸力低下である． 
このようなすべり耐力低下の支配要因を踏まえ，皿型ボルトの設計すべり係数は，道路橋示方書
で求められる接合面に無機ジンクを塗布した六角ボルト摩擦接合継手の設計すべり係数（0.45，片
面無機ジンク膜厚 75μm の場合）をもとに，すべり耐力の低下要因である頭部形状に起因する変形
特性と軸力低下の影響を考慮して提案する． 
まず，皿型ボルトの頭部形状に起因する低下率を以下のとおり算定する．皿型ボルトのすべり係
数μc に対する六角ボルトのすべり係数μH のすべり係数低下率ｒS は，ボルト形状の違いによる影
響のみを考慮して，4.2で実施した標準モデル（母板厚 32㎜，連結板厚 16㎜，β=0.52）のすべり
解析の結果に基づき次式で算出する． 
 
ｒS＝1－μC／μH 
＝1－0.67／0.73 ≒ 0.08 ・・(4.5.1) 
ここに， 
 μC：皿型ボルトのすべり解析で得られたすべり係数（図4.2.6参照） 
μH：六角ボルトのすべり解析で得られたすべり係数（図4.2.6参照） 
 
軸力低下の影響については，4.4で実施したリラクゼーション試験の結果に基づき，標準モデル（母
板厚 32㎜，連結板厚 16㎜，β=0.52）の皿型ボルトCD-32と六角ボルトHD-32のそれぞれ一定値
に収束したと考えられる 5か月目(140日)の軸力低下率の差分から，六角ボルトに対する皿型ボルト
の軸力低下率ｒRを次式で算出する． 
 
ｒR＝Rc－RH 
＝0.147－0.116  ≒ 0.03 ・・(4.5.2) 
ここに， 
 Rc：皿型ボルトのリラクゼーション試験における5か月目(140日)の軸力低下率（図4.4.3参照） 
RH：六角ボルトのリラクゼーション試験における5か月目(140日)の軸力低下率（図4.4.3参照） 
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皿型ボルトの設計すべり係数μdCは，(4.5.1)，(4.5.2)を用いて，次式で算定する． 
 
   μｄC＝（1－(ｒS＋ｒR))・μｄH 
≒（1－(0.08＋0.03))・0.45 ≒ 0.4 ・・(4.5.3) 
ここに， 
μｄH：六角ボルト摩擦接合継手の設計すべり係数（0.45，無機ジンクリッチペイント 75μm の
場合） 
  
4.5.3 摩擦接合用皿型ボルトの許容力 
前述の設計すべり係数を踏まえ，摩擦接合用皿型ボルト（C8T，C10Tと称す．）の許容力は表 4.5.1
に示す値とする． 
 
表 4.5.1 摩擦接合用皿型ボルトの許容力（kN） 
（1ボルト1摩擦面あたり，接触面に無機ジンクリッチペイントを塗布する場合） 
 C8T C10T 
M20 31 39 
M22 39 48 
 
4.5.4 摩擦接合用皿型ボルト及び連結板の形状 
図4.5.1には摩擦接合用皿型ボルトの形状及び連結板の形状を示す．材質・強度は従来のHTBと
同等であり，皿頭部の角度は 90°，ボルトの首下R=2を提案する．なお，連結板の最小板厚は，皿
頭部の形状を加味し，12㎜とする． 
 
   
 
図 4.5.1 皿型ボルトと連結板（M22,F10Tの場合） 
 
4.6 まとめ 
本章では，皿頭部及び連結板の皿孔加工部の変形特性に着目したFEM解析を行い，通常の六角ボ
ルト継手を用いた摩擦接合継手と比較して，そのすべり係数が低下する要因及びその程度を把握し
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た．次に，3行4列の継手試験体による引張載荷試験を実施し，群ボルト配置がすべり耐力に及ぼす
影響を，六角ボルトを用いた場合と比較して検討した．最後に，皿型形状が長期的な軸力低下に及
ぼす影響を，長期リラクゼーション試験を実施し，六角ボルトの軸力低下率と比較して検討した．
そして，これらの結果を踏まえ，皿型ボルト摩擦接合継手のすべり耐力の低下をもたらす支配的な
要因を考慮した設計すべり係数及び設計のための諸条件を整理した．本章で得られた主な研究成果
をまとめると以下のとおりである． 
 
(1)  皿型ボルトのすべり耐力が低下する要因について，ボルト頭部の形状に着目したFEM解析を
実施した結果，皿型ボルトに軸力を導入することで連結板の皿孔加工部近傍の塑性化と皿頭部
のボルト軸方向の変形が発生し，さらに引張力が作用することで連結板の皿孔加工部周辺が継
手方向に変形する．これにより，皿型ボルトが軸方向に落ち込み，ボルト軸力が低下すること
ですべり耐力が低下することを示した． 
(2)  群ボルト配置がすべり耐力に及ぼす影響について，3行4列継手モデルによる引張載荷試験を
実施した結果，すべり係数のばらつきは，皿型ボルトの方が六角ボルトよりやや大きかったが，
既往の小型継手モデルと同様の傾向であった．また，母板の設計破断荷重に近い引張荷重を載
荷した場合では，各々のボルトが支圧状態に移行し，ボルトが個々に破断するアンボトニング
現象は見られなかった．さらに，設計ボルト軸力を用いて算出したすべり係数μ0は，皿型ボル
トの場合，平均で0.60，六角ボルトの場合，平均で0.64となり，形状の違いによるすべり耐力の
低下の他に群ボルト配置による低下は認められなかったと判断できる． 
(3)  皿型ボルトのリラクゼーションは，軸力導入時から１日後の初期において皿頭部の変形によ
る影響を強く受け，それ以降は無機ジンクリッチペイントの影響が支配的となると考えられる．
すなわち，六角ボルトとの比較において，形状による違いの影響が初期に大きく現れ，その後
の影響には差異がないと考えられる． 
(4)  これらの結果を踏まえ，皿型ボルトのすべり耐力に支配的な要因は，皿型形状に起因するボ
ルト頭部及び連結板の変形特性とボルト軸力のリラクゼーションであり，これらの影響を考慮
して，設計すべり係数を0.4（接触面に無機ジンクリッチペイントを75μ㎜塗布する場合）とす
ることを提案した． 
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第 5章 スタッドを用いてあて板接合した鋼板の力学特性 
5.1 概説 
鋼床版のデッキプレートとUリブ溶接部の疲労損傷は，輪荷重によるデッキプレートの局部変形
に起因する溶接ルート部の応力集中が原因 1)と述べられている．そのため，疲労対策のアプローチ
としては，①溶接部の応力を低減するためコンクリートや鋼板等を付加する方法，あるいは，②片
面すみ肉溶接継手から疲労強度等級の高い継手構造へ改造する方法が考えられる． 
既往の疲労対策として上げられる SFRC 補強 2),3)や，実用化には至っていないがU リブ内面モル
タル充填工法 4),5)は，①に該当する工法であり，いずれもデッキプレートの面外曲げ剛性を向上させ，
デッキプレートと U リブ溶接部に作用する局部応力を低減させることを目的としている．しかし，
前者は長時間にわたる交通規制による社会的影響が大きいこと，施工が天候に左右されやすく工事
が中止になり工程管理が難しいこと，また後者は，目視によるモルタル充填後の品質確認が不可能
であること，かつ逆U型あて板の接着接合に対する長期耐久性など，多くの問題がある．そのため，
新たな疲労対策工法の提案においては，耐久性向上のみならず，交通規制の問題や，施工性，品質
管理についても重要な検討課題となる． 
一方，②のデッキプレートと U リブの片面すみ肉継手を耐久性の高い継手へ改造する案として，
Uリブにハンドホールを設け内面を現場溶接して，片面から両面すみ肉溶接に変更する方法を提案
されている 6)が，U リブのねじり剛性が高いため，ルート部の応力集中がすみ肉の溶接止端部に変
化しデッキプレート進展き裂として発生する可能性が示されている．また，Uリブを切り開き現場
溶接によりその内側を溶接する開リブ化も提案されている 5)が，U リブの間隔が広く，開リブ後の
デッキプレートのたわみが増加し，舗装損傷に繋がる懸念がある 7)．また，上向きの現場溶接を付
加するため，その施工品質管理については難易度が高い． 
以上を踏まえ，筆者は，Uリブ鋼床版の利点であるねじり剛性を活かしつつ，片面すみ肉溶接の
問題を解消する方法として，デッキプレートとUリブの溶接接合を，剛性の高いボルト接合へ改造
すること，また，これを交通規制なく，鋼床版の下面から施工を完結するために「ねじ付きスタッ
ド」（以下，スタッドという．）とワンサイドボルトであて板する方法を提案した（図 5.1.1）． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
上向きに溶接したねじ付きスタッドを高力ボルト用のナットで締め付けてあて板を摩擦接合する
ものである．つまり，スタッド溶接部には，締め付けに耐える強度と，鋼床版の床組作用に対する
疲労耐久性が求められる．これらの視点から課題を抽出すると，スタッドを摩擦接合として機能す
るのに必要な軸力で締め付けた際，スタッド溶接部で脆性的な破断の懸念がある．また，スタッド 
    
     
 
図5.1.1 スタッドとワンサイドボルトによるあて板工法のイメージ 
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この提案工法を実現するための「スタッドを用いたあて板」とは，上向きに溶接したねじ付きスタッ
ドを高力ボルト用のナットで締め付けてあて板を摩擦接合するものである．つまり，スタッド溶接部に
は，締め付けに耐える強度と，鋼床版の床組作用に対する疲労耐久性が求められる．これらの視点から
課題を抽出すると，スタッドを摩擦接合として機能するのに必要な軸力で締め付けた際，スタッド溶接
部で脆性的な破断の懸念がある．また，スタッドを締め付けると，溶接部に高い引張力が作用し，鋼板
の疲労耐久性が低下する懸念がある．ずれ止めスタッドを溶接した鋼板の引張疲労強度は，道路橋示
方書8)においてE等級とされている．平城ら9)は，下向き溶接したスタッドの溶接形状や溶接品質，
及び疲労強度について実験をもとに明らかにしている．また，辻ら10)は，横向きに溶接したスタッ
ドの溶接部の品質や疲労強度について実験より明らかにしている．しかし，上向きに溶接したスタ
ッドの溶接形状や品質を確認した例はこれまでにない．また，提案するスタッドは，鋼板に溶接さ
れ，高軸力が導入される．そのため，スタッド溶接部には高い引張力が作用することから，脆性的
な破断が懸念されるとともに，スタッドを締め付けての鋼板の疲労耐久性の低下が懸念される．  
そこで，本章では，スタッドを摩擦接合継手の締結材として使用したスタッドを用いたあて板補
強鋼板を対象に引張疲労試験及びFEM解析を実施し，スタッドに軸力を導入することによるスタッ
ド溶接部周辺やあて板への応力性状，さらにはスタッドを溶接した鋼板の疲労耐久性を検討した．
また，実橋で想定する2種ケレン相当の素地調整を施した母板にスタッドであて板接合した試験体を
用いて引張試験を行い，すべり係数を調査した．  
 
5.2 上向き溶接用スタッド 
5.2.1 スタッドの機械的性質 
スタッド溶接は，スタッドを溶接専用ガンのチャックに差し込み，耐熱磁器製のフェルールでス
タッドの溶接端を囲み，鋼板に押し当て，鋼板とスタッドをアークによって溶融する．つまり，溶
接棒や溶接ワイヤーを用いず，スタッドそのものが溶接材となるものである． 
スタッドに軸力を導入して使用するうえでは，その材料は高強度であることが望ましいが，強度
に応じて炭素当量が高くなり，溶接部の品質低下の可能性がある．そこで，本研究では，溶接構造
用圧延鋼材SM570相当の機械的性質を有し，スタッド溶接用に適するよう化学成分を調整したスタ
ッドを使用した．辻ら10)は，スタッドを横向きに溶接する場合のスタッド径は重力の影響による溶
融金属の垂れ落ちなどに起因する溶接不良の発生を考慮し，φ19㎜までと結論付けている．これを
参考に，本章では，呼び径φ22㎜，軸径φ19㎜のスタッドを採用 することとした．使用するスタッ
ドの機械的性質を表5.2.1に，スタッドの寸法及び形状を表5.2.2にそれぞれ示す． 
 
5.2.2 上向き溶接専用フェルール 
スタッド溶接では，アークにより溶融した金属を空気から遮断し，ビード形成を行うために，セ
ラミック製のフェルールが用いられる．フェルールとは，耐熱陶器製の溶接補助材で，アークシー
ルドと，溶融金属の鋳型及び保温の役割を果たすものである．下向き施工用の一般的なフェルール
は，溶接時に発生する高温ガスをスタッド挿入口から噴出させる形状であるのに対し，本研究では，
スタッドを上向きに溶接することを想定し，溶融金属の垂れ落ちを防止するとともに，高温ガスを
スタッド溶接面側に設けた通気溝噴出させることが可能な上向き溶接専用のフェルールを新たに開
発し，それを使用した． 
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  表5.2.1 スタッドの機械的性質 
項目 
 
鋼種 
機械的性質 
降伏点 
(N/㎜ 2) 
引張強さ 
(N/㎜ 2) 
伸び 
(%) 
SM570相当 460以上 570～720 14％以上 
 
表5.2.2 スタッドの形状寸法（単位：㎜） 
ねじ径 
軸平行部径
φ 
長さL 溶接後の長さLo ねじ長S 
M22 19 75※1，65 69※1，,60 43 
                         ※1：引張試験用 
 
         
 
5.3 スタッド及び溶接部の基本特性 
5.3.1 試験体と検査及び試験項目 
鋼板にスタッドを上向きに溶接した試験体を用いて，溶接部の外観検査，引張試験，30°曲げ試験，
溶接部周辺の断面マクロ観察，及び溶接部の硬度測定を実施した．図5.3.1に試験体の形状を示す．
試験体の製作では，現場施工を想定し，鋼板を治具に固定しハンドガンを用いてスタッドを上向き
姿勢で溶接した．鋼板は，鋼床版を想定し，板厚12㎜の正方形板（100×100㎜，材質SM490A）を用
いた．表5.3.1には，試験項目，試験体製作数，溶接条件を示す．スタッド溶接後の検査項目及び検
査結果に対する判定基準は，道路橋示方書8)や鉄骨工事技術指針11)などを参考に表5.3.2に示すように
定めた． 
 
5.3.2 検査及び試験結果 
(1) スタッド溶接部の外観検査 
スタッドを溶接した試験体の全数(11体)について外観検査を実施し，溶接欠陥の有無，溶接後の
スタッド全長，溶接部の余盛，及びスタッドの鉛直度について検査した． 
外観検査の結果，溶接後のスタッド全長は判定基準を満足した．また，溶接ビードは写真5.3.1に
示すとおり，フェルールのガス抜き孔に沿った凹凸を有する形状を呈している．溶接後に対する外
観目視調査の結果，アンダーカット等の溶接欠陥は確認されなかった． 
スタッド溶接ビード形状の計測結果を表5.3.3に示す．同表より，溶接部の余盛径は，スタッド径
φ19㎜に対して，最大外径はφ29.4㎜，平均で28.4㎜となった．また，溶接部の余盛高さは最大で8.6
㎜，平均で7.9㎜となった．この結果より，あて板のボルト孔とスタッド溶接部との干渉を回避する
ため，あて板にはφ32㎜程度の拡大孔が必要と判断した．さらに，主板面を基準としたスタッドの
鉛直度を角度計を用いて計測した結果，図5.3.1におけるX方向で1.4°，Y方向で1.2°となった．スタ
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ッドの鉛直度は，スタッドの軸部に与える偏心の影響を最小にするため垂直（0°）に近いものが望
ましい．また，あて板を摩擦接合する際の，あて板のボルト孔への干渉を避ける必要がある．以上
のことから，ここでは鉛直度の管理限界は±2°とした． 
 
   
(a) 引張試験用          (b) 曲げ試験及びマクロ試験用 
図5.3.1 試験体及びひずみゲージ貼付位置（単位：㎜） 
 
表5.3.1 試験項目と溶接条件 
 
 
表5.3.2 検査内容 
検査項目 検査内容 
外観検査 
(全数) 
溶接欠陥の有無，溶接後のスタッド全長，溶接部の余盛，スタッドの鉛直度を確認する．以
下は外観検査時の判定基準を示す． 
①溶接欠陥：スタッド軸部および溶接部にアンダーカットなど有害な溶接欠陥があってはな
らない． 
②溶接後のスタッド全長：設計値±2㎜以内 
③溶接部の余盛：余盛は高さ1.0㎜，幅0.5㎜以上で，全周にわたり包囲していること． 
④スタッドの鉛直度：±5°以内であること 
引張試験 
(n=3体) 
機械的性質（降伏点または耐力，引張強さ，破断位置を確認する．以下は本研究で要求する
スタッドの機械的性質を示す． 
① 降伏点または耐力 ： 460N/㎜2以上 
② 引張強さ     ： 570N/㎜2以上 
30°打撃曲げ試験 
(n=3体) 
[JIS  Z  3145 15)] 
スタッドを30°まで打撃によって曲げ，溶接部の割れがないことを確認する． 
断面マクロ観察 
(n=5体) 
溶融金属部の有害な割れ等の有無を確認する． 
硬度測定 
(n=3体) 
[JIS  Z  224416)] 
溶融金属部周辺のビッカース硬さ測定を行い，金属組織毎の最高硬さを確認する． 
 
溶接電流 溶接時間 突出量 引上量
(試験体の記号） (体) (Amp) (Sec) (mm) (mm)
引張試験(Ｔ) 3
曲げ試験(Ｂ) 3
断面マクロ
(Ｍ)
硬度測定
試験体
製作数
試験項目
5
溶接条件
溶接姿勢
1500 1 6.0～7.0 2 上向き
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写真5.3.1 溶接部の形状 
表5.3.3 スタッド溶接後の外観計測結果 
 
 
(2) 引張試験 
図5.3.1(a)の試験体を用いて写真5.3.2の載荷装置により引張試験を実施した．スタッドの応力-ひず
み曲線を求めるために，ひずみの計測は，図5.3.1(a)に示すとおり，スタッド軸部に対して，90°毎に
ひずみゲージを貼付して実施した．図5.3.2には，引張試験（試験体T-1）における軸部ひずみの平均
値から求めた応力－ひずみ曲線の一例を示す． 
同図より，降伏耐力は，応力-ひずみ曲線に明確な降伏点が得られないため0.2%オフセット耐力に
より評価した．初期接線の傾き（弾性係数）は概ね2×105N／㎜2程度であり一般鋼材相当であった．
残り2体の試験体も同様の結果を示していた． 
表5.3.4には引張試験の結果を示す．得られた0.2％耐力は平均550N/㎜2，最大引張強さは平均608N/
㎜2となり，各々の規定値を満足した．また，試験体は全てスタッド軸部での破断となり，溶接部で
の脆性的な割れが先行することはなかった．写真5.3.3には，破断位置の写真の一例を示す． 
 
  
写真5.3.2 引張試験状況           図5.3.2荷重ひずみ曲線   
                      （試験体No.T-1，4点測定平均） 
X方向 Y方向
mm mm ° °
最大値 29.4 8.6 1.4 1.2
最小値 27.2 7.1 0.0 0.4
平均 28.4 7.9 0.8 0.8
標準偏差 0.73 0.45 0.41 0.26
変動係数 0.03 0.06 0.49 0.33
余盛幅 余盛高さ
鉛直度最大
余盛径 
余盛高 
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表5.3.4 静的引張試験結果 
   
写真5.3.3 引張試験による破断状況 
(3) スタッドの曲げ試験 
鋼板にスタッドを溶接した試験体でスタッド曲げ試験を実施し，溶接部の曲げ延性を確認した．
試験はJIS Z 3145（頭付きスタッドの曲げ試験）12)に準じて，鋼板を固定して，図5.3.3に示すように，
スタッドの曲げ角度が30°以上になるまでスタッドを打撃した．曲げ試験の結果の一例を写真5.3.4
に示す．試験の結果，溶接部の割れや鋼材の変形は確認されなかった． 
 
      
  図5.3.3 30°曲げ試験       写真5.3.4 スタッドの曲げ試験結果の例 
 
(4) スタッド溶融金属部のマクロ計測及び硬さ 
スタッドと鋼材との溶融金属部周辺の有害な割れ等の有無を確認するために断面マクロ観察を実
施した．また，JIS Z 2244（ビッカース硬さ試験方法）13)に従い，溶融金属部周辺の硬度測定を行い，
金属組織内の最高硬さを確認した．計測は試験体M-1，M-2，M-4を対象に実施した．硬度測定器は 
HMV-2J 344-04109-02 （島津製作所製）を用いた．断面マクロ試験結果の一例を写真5.3.4に示す．
全5体の試験体において，溶融金属部にブローホールは確認されず，他の有害な割れなどもみられな
かった．図5.3.4には，硬度測定箇所の一覧及び区分を示す． 
また，表5.3.5には，硬度測定結果のX及びY方向別の最高値を示す．図5.3.5には硬度測定結果（試
験体M-1）のX及びY方向の硬度測定分布を一例として示す．同表より，最高硬さは全ての試験体に
おいてDEPO 部（溶融金属部）とSTUD HAZ （スタッド側熱影響部）あるいはBASE HAZ 部（母 
最大荷重
0.2％耐力
（460以上）
引張強さ
（570以上）
kN N/mm
2
N/mm
2
T-1 174 557 612 軸部
T-2 171 543 604 軸部
T-3 173 550 609 軸部
平均値 172 550 608
破断位置試験体
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ＳＴＵＤ　ＨＡＺ
(スタッド側熱影響部)
ＳＴＵＤ
ＢＡＳＥ　ＨＡＺ
(母材側熱影響部)
ＢＡＳＥ  ｔ１２
(ＳＭ４９０ＹＡ)
カラー（余盛）
ＤＥＰＯ
（溶融金属部）
X方向（＋）
Y方向（－）
Y方向（＋）
X方向（－）
1
m
m
 
写真5.3.5マクロ試験結果の例（試験体M-1） 図5.3.4 硬度測定におけるXY方向と区分 
 
表5.3.5 硬度測定結果（X,Y方向最大値と測定位置） 
 
 
   
 X方向                (b) Y方向 
図5.3.5 硬度測定結果の例（試験体M-1） 
 
材側熱影響部）との境界付近で示し，局所的にHv370の高い値が検出された．低温割れや脆性破壊
などの発生が懸念される限界値(Hv370程度14)）に近い値であった．疲労耐久性の観点からは硬さを
低減するための溶接材料やその品質管理方法などを検討する必要がある． 
 
5.4 軸力導入したスタッド溶接鋼板の疲労強度 
5.4.1 スタッドの設計軸力の設定 
前節で示したスタッドの機械的性質を踏まえ，締め付けに必要なスタッドの設計軸力Ｎ，および
中心からの距離 硬さ
mm Hv
M-1 BASE HAZ 12 371
M-2 BASE HAZ 12 329
M-3 BASE HAZ 12 343
M-1 BASE HAZ -4.5 295
M-2 STUD HAZ -2 284
M-3 DEPO -4.5 285
Y
方
向
試験体№ 区分
X
方
向
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標準軸力Ｎsは，式(5.4.1),(5.4.2)によって算定した． 
 
N＝α×A×σ   ･･･(5.4.1) 
NS＝1.1×N   ･･･(5.4.2) 
ここに， 
α：ねじりおよび降伏比の影響を考慮して設定する低減係数（0.85とする） 
A：軸平行部の断面積，σ：スタッドの降伏耐力 
 
 なお，αについては，F10T（0.75），F8T（0.85）を参考に，締付け試験や，規定耐力と引張強さの
比率などを踏まえ，0.85とした．また，標準ボルト軸力は，高力ボルトと同様に，設計ボルト軸力
の1割増しとした．その結果，スタッドの設計軸力Nは111kN，標準軸力は122kNとなる． 
 
5.4.2 試験体 
試験体の形状及び寸法とひずみゲージ貼付位置を図5.4.1に示す．試験体は幅900㎜，厚さ12㎜の鋼
板（母板）であり，鋼床版への適用を想定している．そして，母板にM22，軸部φ19㎜のスタッド
を中央に1本溶接した．母板の鋼種はSM490YA，あて板を想定した正方形板はSS400である．表5.4.1
に試験ケースを示す．スタッドに軸力を導入するケース（締め付けあり：Case1），スタッド溶接ま
まのケース（締め付けなし：Case2）を基本とした．Case1では，厚さ16㎜，60×60㎜，ボルト孔φ32
㎜を有する正方形板を介してナットにより締め付けた．また，正方形板の応力分担を出来るだけ低
下させ，締め付けによる摩擦の影響を排除するために，文献15)を参考に，母板と正方形板の間に摩
擦低減剤を塗布して締め付けたケース（Case3）も設定した． 
 
図5.4.1 試験体の形状及び寸法とひずみゲージ位置（単位：㎜） 
表5.4.1 試験ケース 
 
応力範囲 最大荷重 最小荷重
N/mm2 kN kN
Case1 あり なし 155 176 9
100 113 6
125 142 7
155 176 9
100 113 6
125 142 7
155 176 9
ケース名
締め付け
の有無
摩擦低減材
Case2 なし なし
Case3 あり あり
CH1~CH8：一軸ひずみゲージ 
＜下面＞ 
＜上面＞ 
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ここで，摩擦低減剤とは，エポキシ樹脂にケイ砂を混合した
遅延硬化性のある樹脂モルタルであり，φ1㎜鋼球と併用して摩
擦抵抗を排除するようにした．写真5.4.1には，摩擦低減剤の塗
布状況を示す．荷重条件は応力比0.05の片振り引張載荷とし，
応力範囲はCase1は155N／㎜2のみ，Case2，Case3は100，125，
155N／㎜2の3種類とした． 
写真5.4.1 摩擦低減剤塗布状況 
5.4.3 静的引張試験 
疲労試験に先立ち，Case1とCase3について，スタッドへの軸力導入前後の引張荷重載荷時の鋼
板の引張方向応力を確認した．図 5.4.2には，Case1,3軸力導入前後の引張方向応力の比較結果を示
す．ここに，スタッド溶接側を下面，反対の面を上面としている．使用したヤング係数はE=2.0×105 
N／㎜ 2と仮定している． 
同図より， Case1（摩擦低減剤なし）では，軸力導入前には鋼板の上面・下面ともに概ね 100N
／㎜ 2の応力が発生しているが，軸力導入後（b）には，正方形板に応力が伝達され，鋼板下面の応
力が低下していることがわかる．一方で，Case3は摩擦を低減する処理をしているため，case3と比
べて軸力導入後も正方形板の応力分担はわずかであった． 
 
 
図5.4.2 Case1,3軸力導入前後の引張方向応力の比較 
 
5.4.4 引張疲労試験 
疲労試験の状況を写真5.4.2，疲労試験結果をプロットしたS-N線図を図5.4.3に示す．同図より，
(a)Case1 軸力導入前応力 (b)Case1 軸力導入後応力 
 
(c)Case3 軸力導入前応力 
 
(d)Case3 軸力導入後応力 
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全てのケースの疲労強度は，頭付きスタッドが溶接された鋼板のE等級と同等以上であった．また，
疲労き裂は写真5.4.3に示すとおり，全試験体においてスタッド溶接止端部で発生した． 
締め付けの有無では，スタッド締め付けなしのCase2に比べて，締め付けありのCase1，3の疲労
強度が上昇した．また，摩擦低減剤ありのCase3に比べて，摩擦低減剤なしのCase1の疲労強度が
若干上昇した．これは，鋼板と正方形板との摩擦により引張載荷によって付加された引張応力が正
方形板に伝達され，溶接部周辺の応力が低減されたためと考えられる． 
したがって，スタッドを締め付けた場合，正方形板への応力分配がなされ，鋼板の疲労強度は低
下しないと考えられる．また，応力伝達の度合いは接合面の条件により変化することもわかった． 
 
 
写真5.4.2 疲労試験状況 
                      図5.4.3 S-N線図 
 
(a) Case1（応力範囲155N／㎜ 2） 
   
(b) Case2（応力範囲 155N／㎜ 2）   (c)Case3（応力範囲155N／㎜ 2） 
写真5.4.3 試験体の破断面 
応
力
範
囲 
繰り返し回数（××返万回） 
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5.5 FEM解析によるスタッド溶接部近傍の応力状態の解明 
5.5.1 解析モデルと解析条件 
前節の疲労試験の結果，スタッドにより締め付けた鋼板の疲労強度は，締め付けない鋼板のそれ
に比べて上昇した．この理由として，スタッドを締め付けると，引張力が正方形板へ荷重が伝達さ
れ，スタッド溶接部周辺の応力が低下するものと推定された．そこで，スタッド溶接部周辺の応力
を評価するために，汎用構造解析プログラムABAQUS16)により弾性FEM解析を行った． 
解析モデルと境界条件を図5.5.1に示す．前節に示した疲労試験体と同様の寸法（幅900㎜，厚さ12
㎜）を有するモデルとした．使用する要素は8節点ソリッド要素とした．図5.5.2にはスタッド及びス
タッド中心部の要素分割状況を示す．溶接ビードを含む溶接部周辺は，表5.5.1に示した形状計測結
果をもとにモデル化し，約1×1×1㎜の立方体に要素分割した．モデルの節点数は98523，要素数は
82750である．母板と正方形板の接触面には，接触，すべり及び離間を考慮できる接触境界を設定し
た．接触境界に設定した部位を図5.5.3に示す．接触境界に与える静止摩擦係数は，鋼板と正方形板
の接触面の条件を想定して設定した．実験におけるCase1の接合面は，無加工の黒皮状態であり，黒
皮状態同士の接合面に関するすべり係数の規定は国内の設計基準にはない．そこでCase1の静止摩擦
係数は，清浄な黒皮どうしのすべり係数を定めたAASHTO17)におけるすべり係数0.33を用いること
とした．摩擦低減処理を行ったCase3については， Case1の半分以下と仮定し，0.1を用いた．なお，
座金と正方形板の接触面にも接触境界を設定した．ここでの静止摩擦係数は，継手に関する既往の
研究18)をもとに，0.01とした．表-10には解析ケースを示す．解析に使用するヤング係数はE=2.0×105 
N／㎜2，ポアソン比はν=0.3とし，載荷荷重が疲労試験と同様に公称応力σ=100 N／㎜2となるようチ
ャック部に面外方向変位を拘束し強制変位を与えた．  
 
図5.5.1 解析モデル   
 
図5.5.2 中心部の要素分割状況 
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図5.5.3 解析モデル上面図と断面図 
表5.5.1 解析ケース 
 
 
5.5.2 解析結果 
(1) 引張方向の応力分布 
図5.5.4には，スタッド軸中心を原点，固定側を負に，引張側を正とした場合の引張方向応力に対
する評価断面を示す．同図(a)には，引張方向の断面を，同図（b）には引張直角方向の断面を示す． 
図5.5.5には，スタッド締め付け時及び引張力作用時のスタッド溶接鋼板の引張方向の応力分布を
図5.5.4(a)に示した断面において示す．ここに，締め付け時の応力σ0，引張力作用時σtとする． 
同図(a)の締め付け時において，f033-A，f01-A はスタッド軸中心から±15 ㎜の溶接止端部付近に
270MPa程度の高い引張応力が発生している． 
一方，同図(b)の引張力作用時では，f033-Nの溶接止端部（±15㎜位置）をピークに140MPa程度
の応力が発生し，f033-A，f01-Aでは正方形板の範囲（±18㎜～±30㎜位置）で締め付け時の応力か
ら低減している． 
溶接止端部付近における締め付け時から引張力作用時の応力変化量（応力範囲：σt-σ0）を図5.5.6
に示す．同図より，締め付けのない f033-Nが140MPaで最大値を示し，摩擦係数の小さくなる順に
応力範囲は小さくなった． 
疲労試験での破断位置である溶接止端部では，摩擦係数が大きい f033-Aの方が f01-Aに比べ応力
変化量が小さく，疲労試験の結果と符号した．また，正方形板接触位置では，摩擦係数の大きい
f033-Aの応力範囲が最大となった．これは，摩擦力によって正方形板に応力分配され，荷重分担が
増加したためと考えられる． 
図 5.5.7 には，図 5.5.4(b)の引張直角方向断面の応力評価点におけるスタッド締め付け時，及び引
張力作用時のスタッド溶接鋼板の引張方向の応力分布を，図5.5.8には，その応力変化量を示す．同
図より，引張直角方向断面の応力分布は，引張方向断面と同じ傾向となり，締め付け時において，
f033-A，f01-Aはスタッド軸中心から±15㎜の溶接止端部付近に高い引張応力が発生し，引張力作用
時では，f033-N の溶接止端部（±15 ㎜位置）をピークに応力が発生した．また，応力変化量につい
ても，締め付けのない f033-Nが最大値を示し，摩擦係数の小さくなる順に応力範囲は小さくなった． 
モデル名 モデル化対象 摩擦係数 軸力
f04-A Case1 0.4 有
f04-N Case2 0.4 無
ｆ01-A Case3 0.1 有
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(a)引張方向断面   (b)引張直角方向断面 
図5.5.4 引張方向応力に対する評価断面 
 
  
(a) 締め付け時σ0                       (b) 引張力作用時σt 
図5.5.5 引張方向断面における応力分布 
 
 
(a) 全体図               (b) 溶接止端部の拡大図 
図5.5.6 引張方向断面の応力変化量σt  -σ0 
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(a) 締め付け時σ0             (b) 引張力作用時σt5 
図5.5.7 引張直角方向断面の応力分布 
 
図 5.5.8 引張直角方向断面の応力変化量σt  -σ0 
 
(2) スタッド溶接部周辺引張方向応力コンタ  ー
図 5.5.9 には各ケースの締め付け時，及び引張力作用時のスタッド溶接鋼板の引張方向の直応力
(S33)コンターを示す．ここでは，見易くするために正方形板を除いている．同図(a)及び(c)の締め付
け時では，スタッド溶接部の裏側にあたる鋼板に 200MPa を超える高い圧縮応力が発生している．
また，スタッド溶接部周辺にも同様に高い引張応力が発生している．これらは，締め付けによって
スタッド軸方向の鉛直方向引張により生じたものである． 
同図(a)及び(c)の引張力作用時には，鋼板の引張力は正方形板付近へ伝達され，スタッド溶接部近
傍の引張応力の発生範囲は拡大している．  
さらに，同図(b)の締め付けなしでは，引張力作用時にスタッド溶接部近傍の鋼板には 100MPa程
度の引張力が発生している．なお，同図(a)及び(c)の摩擦係数の差異については，引張応力コンター
にほぼ有意差がないことがわかった． 
図 5.5.10には，正方形板への応力伝達を確認するために，引張時の正方形板断面の引張方向応力
(S33)のコンターを示す．同図(a)及び(c)より，締め付けがある場合，正方形板への荷重伝達が確認で
きる．また，摩擦係数の高い(a)の引張方向応力の範囲が(c)のそれよりも広いことから，応力伝達の
割合も摩擦係数の大きいほうが高いと考えられる．一方，同図(b)の締め付けなしの場合では，正方
形板への荷重伝達はほとんどないことが確認できる． 
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図 5.5.9スタッド溶接鋼板引張方向応力コンター 図 5.5.10 正方形板接触面側引張方向応力コンタ  ー
 
(3) スタッド溶接部周辺応力評価 
一般に，溶接部における応力集中を評価する場合，溶接止端部の応力を公称応力で除した応力集
中係数が用いられる．しかし，本研究におけるスタッドの溶接止端部には，締め付け時において締
め付け力によって溶接止端部に応力集中するため，締め付けないケースとの比較が難しい．また，
FEM解析における溶接止端部の応力評価には，要素分割数が大きく影響する． 
そこで，溶接止端部の溶接形状による応力集中への影響を除いたピーク応力を求めて評価するホ
ットスポット応力によって評価することとした．本研究では，締め付けの影響を考慮するため，評
価応力を最大主応力増加量とし，文献 19)を参考に，溶接止端から板厚の 0.3 倍の位置における応
力値で評価する1点代表法の 0.3t法を用いる．ホットスポット応力評価の着目部位，およびホット
スポット応力算出位置を図5.5.11に示す． 
図5.5.12に各ケースの(a)締め付け時，(b)引張力作用時の主応力線およびホットスポット応力，ま
たその増加量を，f033-Aを⊿σ１，f033-Nを⊿σ2，f01Aを⊿σ3として示す． 
主応力線について，締め付けのないケースは，引張時に溶接部周辺の主応力方向がほぼ水平方向で
あるのに対し，締め付けありのケースでは，締め付け時の主応力線の傾きを保っている． 
第 5 章 スタッドを用いてあて板接合した鋼板の力学特性 
 
112 
 
 
 
(a)着目部位       (b)ホットスポット応力算出位置 
図5.5.11 ホットスポット応力算出評価点および概要 
 
図5.5.12 最大主応力線図および最大主応力(MPa) 
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このように，締め付けが主応力に及ぼす影響は大きいと考えられる． 
ホットスポット応力の増加量について比較すると，⊿σ1＜ ⊿σ3 ＜⊿σ2 となり，図5.5.6の引張方向
断面の応力変化量の傾向と一致した．つまり，ホットスポット応力評価においても，軸力が導入さ
れ，また接合面の摩擦係数が高い場合，溶接止端部周辺の応力が低下する傾向が確認され，疲労試
験結果の疲労寿命の傾向と一致した． 
疲労設計曲線20)において，直応力を受ける継手の疲労強度曲線式は式(5.5.1)のように示すことがで
きる． 
 
・・・(5.5.1)  
ここに， 
   ：直応力範囲(N/㎜ 2) ， ：2×106  
      ：応力繰り返し回数(破断回数) 
 
(5.5.1)式を用いて，4章の疲労試験結果における破断回数から，Case2を基準とした場合のCase1，
Case3の応力範囲の割合を算出し，併せて図5.5.12におけるホットスポット応力増加量を，
f033-N(Case2)を基準とした時の割合を表5.5.2に示す．同表から，実験の結果から推定される応力の
割合と，解析におけるホットスポット応力増加量の割合がおおよそ一致した． 
 
表 5.5.1 実験および解析における応力範囲の比較 
 
 
 
5.6 スタッドを用いて摩擦接合した継手のすべり強度 
通常用いられるトルシアボルトや六角ボルトの摩擦接合継手は， M22の場合，呼び径＋2.5㎜の
φ24.5のボルト孔で接合するが，今回提案するスタッドの場合には，その溶接部の余盛幅を回避す
るために，拡大孔を設ける必要がある．そのため，通常の高力ボルト摩擦接合よりも，そのすべり
強度が低下する懸念がある．そこで，本章では，スタッドを用いた摩擦接合継手を想定し，1 行 2
列の1面継手試験体によるすべり試験を実施し，六角ボルトとすべり係数を比較検討した． 
 
5.6.1 試験体の形状・寸法 
使用するボルト・ナット・座金のセット方法及び諸元を図 5.6.1に示す．5.3で述べたとおり，ス
タッド溶接後の外観計測結果から，溶接部の余盛径は，スタッド径φ19㎜に対して，最大外径はφ29.4
Case1 Case2 Case3
f033-A f033-N f01-A
135 59 105
0.759 1.000 0.825
90.07 117.22 96.94
0.767 1.000 0.828
実
験
破断回数Nk (万回)
(1)式によるCase2に対する応力範囲の割合
解
析
HSS応力範囲解析結果( MPa)
Case2に対するHSS応力範囲の割合
解析ケース
実験ケース
3
1
)/( kk NCo⊿σ
kσ⊿ Co
kN
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㎜であるため，溶接部と干渉しないためにφ32㎜の拡大孔を設けた．また，溶接部の余盛高さは最
大で 8.6㎜であり，鋼床版へのあて板として想定する厚み（9㎜）より厚くなる可能性を考慮して，
図5.6.1のようにM30高力ボルト用平座金を挿入して，M22用座金がスタッド溶接部に干渉しない
ようにした．図5.6.2には，試験体の形状・寸法を示す．  
 
 
 
 
 
 
 
 
図5.6.1 ボルト・ナット・座金のセット方法 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(a) スタッド試験体 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 高力ボルト試験体 
図5.6.2 すべり試験体の形状・寸法 
各板端部に相手側板厚の板を溶接する 
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試験体の仕様を表 5.6.1に示す．なお，スタッド及び六角ボルトの導入軸力は，5.4で述べたとお
り，標準軸力Nsは122 (kN) として締め付けた．すべり降伏耐力比βはすべり係数を0.5とし，使
用鋼材（SM400）の基準降伏点で算定した． 
鋼板の片側は既設の鋼床版を想定し，摩擦面の条件は，スイープブラスト（Rzjis 20μm狙い）と
した．連結板は，グリッドブラスト後，無機ジンクリッチペイント 75μm を塗布した．試験体は 3
体とし，比較対象として，高力ボルト（F10T）継手試験体についても試験を行った．試験前には，
接合面の表面粗さと無機ジンクリッチペイントの膜厚を計測し，所定の必要膜厚を確認している． 
 
表5.6.1 試験体の仕様 
 
 
5.6.2 すべり試験 
すべり試験は，試験体を引張試験機に取付け，荷重を増加しすべりが発生するまで載荷した．な
お，建築学会の鋼構造接合部設計指針 15）では，すべりの定義について，相対変位が 0.2㎜に到達し
た時の荷重，最大荷重，主すべりが発生した時の荷重のいずれかのうち最小のものとされている． 
本試験では，建築学会の定義を参考にした．ここで，相対変位は，左右に取り付けた変位計の平均
値が0.2㎜を超えたとき，最大荷重は引張試験機の指針が停止または降下したとき，またはすべり
音が発生したときのいずれか最小荷重をすべり荷重とした．また，スタッドへの導入軸力を確認す
るため，図5.6.1に示すロードセル型軸力計を座金間にはさみ，締付け直後の軸力とすべり発生時の
軸力を算出した． 
すべり係数は，式5.6.1により算出した． 
 
         ・・・(5.6.1) 
   
 ここに， μ：すべり係数 
 P：すべり荷重（ｋN） 
      m：接合面数（この場合，m＝1） 
      n：ボルト本数（この場合，n＝2） 
       N：導入軸力（122kN） 
 
5.6.3 試験結果 
すべり試験結果を表 5.6.2に示す．0.2㎜すべり時荷重から求めたすべり係数については，道路橋
示方書 8)で規定するすべり係数(0.45以上)を有することを確認した．また，ボルト種別では，スタッ
ドのすべり係数の平均値が0.485に対して，高力ボルトのそれが0.522となり，約7％スタッドの方
が小さくなった． 
これはスタッドの孔径がφ32の拡大孔を採用していることが原因であると考えられる． 
標準孔径 導入軸力
母板 連結板 （mm） （kN)
スタッド SM490A SS400 32 0.81
六角 SM490A SS400 24.5 0.73
試験体
設定すべり
係数
鋼材の種類 すべり／降
伏耐力比β
0.5 122
Nnm
P
・・
　
第 5 章 スタッドを用いてあて板接合した鋼板の力学特性 
 
116 
 
試験後の接合面の状況について，スタッド，及び六角ボルトの試験体のそれぞれを写真 5.6.1，5.6.2
に示す．いずれの試験体にも明確なすべり痕が確認され，両者の形状に差異はみられなかった．ま
た，スタッドについては，φ32の拡大孔について，M30の高力ボルト用平座金を挿入したことによ
って，摩擦面は広範囲にわたり接触していた． 
 
表5.6.2 すべり試験結果
すべり基準
軸力値
試験体No. No.1 No.2 No.3 No.4 No.1 No.2 No.3 No.4
荷重 114.3 123.0 117.1 119.1 114.3 123.0 117.1 119.1
変位 0.137 0.264 0.116 0.121 0.137 0.264 0.116 0.121
軸力 119.4 119.6 119.4 119.7 109.9 106.3 106.6 106.5
0.479 0.514 0.490 0.497 0.520 0.579 0.549 0.559
すべり基準
軸力値
試験体No. No.1 No.2 No.3 No.4 No.1 No.2 No.3 No.4
荷重 113.8 116.2 115.8 117.7 113.8 116.2 115.8 117.7
変位 0.211 0.202 0.210 0.202 0.211 0.202 0.210 0.202
軸力 119.4 119.6 119.4 119.7 108.8 108.1 105.7 105.7
0.477 0.486 0.485 0.491 0.523 0.537 0.548 0.557
すべり基準
軸力値
試験体No. No.1 No.2 No.3 No.4 No.1 No.2 No.3 No.4
荷重 136.7 139.8 136.5 137.9 136.7 139.8 136.5 137.9
変位 0.829 0.740 0.767 0.947 0.829 0.740 0.767 0.947
軸力 121.2 121.8 122.1 121.1 108.6 108.4 114.2 108.9
0.564 0.574 0.559 0.569 0.629 0.645 0.598 0.633
すべり基準
軸力値
試験体No. No.1 No.2 No.3 No.4 No.1 No.2 No.3 No.4
荷重 122.2 130.8 128.2 126.5 122.2 130.8 128.2 126.5
変位 0.205 0.210 0.201 0.199 0.205 0.210 0.201 0.199
軸力 121.2 121.8 122.1 121.1 112.7 112.8 113.8 112.9
0.504 0.537 0.525 0.522 0.542 0.580 0.563 0.560
0.2mmすべり時
すべり時軸力締付け直後軸力
すべり係数値
0.5610.522
高力ボルト
最大荷重時
すべり時軸力締付け直後軸力
すべり係数値
0.6260.567
0.2mmすべり時
すべり時軸力締付け直後軸力
すべり係数値
0.5410.485
スタッド試験体
最大荷重時
すべり時軸力締付け直後軸力
すべり係数値
0.5520.495
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 (a)スタッド（1体目）             (b) スタッド（2体目） 
 
 
 
 
 
 
      
 
(c) スタッド（3体目）            (d) スタッド（4体目） 
写真5.6.1 スタッド試験体 試験後の接合面 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(a) 六角ボルト（1体目）           (b) 六角ボルト(2体目) 
 
 
 
 
 
 
          
 
 (c) 六角ボルト（3体目）           (d) 六角ボルト(4体目) 
写真 5.6.2 高力ボルト試験体 試験後の接合面 
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5.7 まとめ 
本研究では，近年急増しているUリブ鋼床版の疲労き裂のなかで，特に損傷数が多く疲労対策上
の課題も多い「デッキプレートとUリブ溶接部のき裂」を取り上げ，交通規制や天候リスクのない
方法で，かつ将来にわたり，き裂発生リスクを限りなく排除する方法として，現行の鋼床版の片面
すみ肉溶接を，剛性の高いあて板ボルト接合へ改造する方法を提案した．さらに，交通規制を不要
とするために片面から施工可能なボルトとして「ねじ付きスタッド」に着目し，これを摩擦接合の
締結材として使用することを提案した．本章では，「ねじ付きスタッド」を摩擦接合継手として使用
することの可否を明らかにするために，スタッドを有するあて板鋼板の引張疲労試験及びFEM解析
を実施し，スタッドに軸力導入した状態での疲労強度を頭付スタッド（E等級相当）のそれと比較
して検討するとともに，スタッド溶接部周辺の変動応力とあて板への荷重伝達について明らかにし
た．また，スタッドを用いた1面継手試験体の引張載荷試験を実施し，すべり係数を調査した． 
本章で得られた主な研究成果をまとめると以下のとおりである． 
 
(1) 上向き溶接可能なスタッド（φ19，SM570材相当）及び上向き溶接専用フェルールを選定し，
これを鋼板に溶接してスタッド溶接部の外観形状と硬さを調査した結果，溶接部の外観形状は
軸部φ19に対して余盛径最大φ30㎜，余盛高最大 9㎜，スタッド鉛直度は最大 1.9㎜の傾きで
あった．さらに，スタッド溶接部のマクロ試験の結果，溶融金属部に溶接欠陥等なく品質は安
定していた．さらに，スタッド溶接部のHAZの一部ではHv370程度の硬度を確認した． 
(2) スタッド溶接鋼板に対する引張試験の結果，スタッドの規定強度を上回る引張強さを確認し
た．また，30°打撃曲げ試験も合わせて，脆性的な破壊はみられなかった．また，スタッド溶接
鋼板の静的強度をふまえ，スタッドの設計軸力は 111kN(392MPa)，標準軸力は122kN(431MPa)
を提案した． 
(3) スタッドを用いたあて板鋼板の引張疲労試験及び FEM 解析の結果，スタッドに軸力導入す
るとスタッド溶接部周辺には高い引張力が作用するが，変動応力はあて板へ荷重伝達され，疲
労強度は低下せず，頭付スタッド（E 等級相当）のそれと同等以上であった．また，スタッド
を用いて摩擦接合した 1行2列の1面継手試験体（接合面処理：母板 2種ケレン，あて板無機
ジンクリッチペイント 75μm）を用いた引張載荷試験の結果，道路橋示方書で規定するすべり
係数(0.45 以上)を確認した．これらを踏まえ，スタッドを摩擦接合用の締結材として軸力を導
入して使用するのは可能である． 
 
参考文献 
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第 6章 スタッドを用いてあて板接合した鋼床版の力学特性 
6.1 概説 
前章では，Uリブ鋼床版の「デッキプレートとUリブ溶接部のき裂」を取り上げ，これの疲労対策
として，交通規制や天候リスクのない方法で，かつ将来にわたり，き裂発生リスクを限りなく排除
する方法として，現行の鋼床版の片面すみ肉溶接を，剛性の高いあて板ボルト接合へ改造する方法
を提案した．また，これを交通規制なく実施するために片面から施工可能なボルトとして「ねじ付
きスタッド」に着目し，これを摩擦接合の締結材として使用することを提案した（図6.1.1）． 
摩擦接合継手としての「ねじ付きスタッド」は，鋼板に溶殖され，高軸力を導入した状態とされ
ることから，スタッドを有するあて板鋼板の引張疲労試験及びFEM解析を実施し，スタッドに軸力
導入するとスタッド溶接部周辺の変動応力はあて板へ荷重伝達され，疲労強度は低下せず，頭付ス
タッド（E等級相当）のそれと同等以上であること，また，スタッドを用いた1面継手試験体のすべ
り試験結果をもとに，摩擦接合の締結材として適用が可能であることを明らかにした． 
本章では，現行の鋼床版の片面すみ肉溶接を，スタッドを用いたあて板接合に改造した鋼床版構
造の性能改善効果について評価することを目的する．そのため，実物大の鋼床版を用いて，実施工
を想定しデッキプレートとUリブ溶接部を切断した後，スタッドとワンサイドボルトを用いてあて
板した試験体（以下，改造鋼床版という．）を用いて，トラックを用いた載荷試験を行い，現行の鋼
床版（以下，改造前鋼床版という．）との応力性状や変形特性の比較検討をもとに，スタッドの設置
間隔や導入軸力の妥当性を確認する．また，同じ改造鋼床版を用いた輪荷重疲労試験（輪荷重78.5kN，
200万回）を実施し，その疲労耐久性を確認する．以上を踏まえ，スタッド摩擦接合を鋼床版構造に
適用した場合の性能改善効果の評価を行う． 
 
   
 
図6.1.1 スタッドを用いたあて板工法の提案 
 
6.2 トラック載荷試験による鋼床版の静的挙動の評価 
6.2.1 スタッドの設置間隔 
本研究で用いるスタッドは，前章で述べたとおり，溶接構造用圧延鋼材SM570相当の機械的性質
を有し，スタッド溶接に適するよう化学成分を調整したネジ付きスタッドである．本研究で設定す
るスタッドの設計軸力Ｎ，および標準軸力Ｎsは，事前の引張試験結果から式(6.2.1)によって算定し，
設計軸力Nは111 (kN)，標準軸力Nsは122 (kN) とした．  
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N＝α×A×σ  ･･･(6.2.1) 
ここに， 
α：ねじりおよび降伏比の影響を考慮して設定する低減係数（0.85とする） 
A：軸有効径の断面積，σ：スタッドの降伏耐力 
 
6.2.2 必要ボルト本数 
スタッドの必要本数は初等梁理論から導いた．図6.2.1に示すとおり，単純支持された梁の，着目
断面に道路橋示方書1)に規定される活荷重相当のT荷重（100kN）による曲げモーメントMおよびせ
ん断力Qが作用すると仮定し，あて板とデッキプレートの間の摩擦せん断力に対して必要なスタッ
ド本数を，スタッド1本あたりの許容摩擦力を用いて算出した．支持位置は，鋼床版の横リブ位置と
仮定した．なお，静的挙動を調査するために，ここでは衝撃を考慮しない．スタッド1本の限界摩擦
力Τuと許容摩擦力Τcは，標準軸力122kN，すべり係数μ=0.4，安全率を1.7としてΤu=48,800(N)，
Τc=28,706(N) である．その結果，摩擦せん断力に対して必要なスタッド本数は，想定されるあて板
の長さ690㎜に対して3本となった．一方，既設Uリブとあて板との接合に用いる高力ワンサイドボ
ルトの必要ボルト本数は，同じくT荷重によるUリブとあて板の接合面の作用力に対して，高力ワン
サイドボルト1本あたりのすべり耐力の規格値（M24，標準軸力177kN）で除して算出した．以上よ
り，スタッド及び高力ワンサイドボルトのボルト間隔を200㎜とした．  
 
図6.2.1  橋軸直角方向断面及びせん断力図（単位：㎜） 
 
6.2.3 鋼床版試験体 
鋼床版試験体の一般図及び試験範囲を図6.2.2に示す．同図より，試験体は，Ｕリブ5本で構成され
る実物大の鋼床版とし，中央部と端部に横リブを3本取り付けた．板厚はデッキプレート12㎜，Ｕリ
ブ6㎜で，Uリブ溶接の溶込み量は，実橋の実態に合わせてUリブ板厚の30%程度とした2)．また，試
験で評価対象とするリブは，構造改造の対象としてR4，R5（以下，改造という．），及び現行の鋼床
版としてR1，R2（以下，改造前という．）とし，両者に対する載荷試験により，応力性状や変形特
性を比較検討することとした．また，改造範囲は，中央の横リブを含む約3,600㎜について「予防保
全モデル」とし，実施工を想定し今回提案する「スタッド摩擦接合への改造」を実施する範囲，つ
 
 
P 
-P 
ワンサイドボルト 
スタッド 
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まり，溶接ビードを切断しあて板する対象範囲とした．また，その一端については「補修モデル」
とし，予防保全モデルから延長したビード切断を実橋のき裂と想定し，その端部にストップホール
を設けて，あて板の補強効果を検討することとした． 
スタッドを用いたあて板接合の構造詳細を図6.2.3に示す．スタッドの材料や溶接に関する検査項
目については、5章で提案した諸元を採用した．あて板は9㎜とし，曲げ加工半径は道路橋示方書で
規定される冷間曲げ加工半径の限界値（板厚の5倍）を採用した．  
 
 
図6.2.2 鋼床版試験体の構造諸元と試験範囲 
 
 
図6.2.3 スタッドを用いてあて板接合した鋼床版の構造イメージ 
 
あて板の橋軸方向のサイズは現場で人力による運搬・取り付けを可能とする長さとして，最大
1,000㎜を上限とし，試験体へのあて板の割り付けについては，中央の横リブ位置から両側へ設置し
た．図6.2.4には，あて板の割り付け状況を示す．あて板と横リブとの離隔は20㎜，あて板間の離隔
は10㎜とし，端数は端部のあて板で調整した．スタッドの設置間隔は，前項の検討を踏まえ200㎜間
隔とした．ただし，本試験では，スタッドの軸力導入の有無が鋼床版の疲労耐久性に及ぼす影響を
評価するために，スタッドの鋼板への溶植は100㎜間隔で設置し，締め付けは200㎜間隔で行った．
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つまり，図6.2.5のように，試験体には，締め付けたスタッドと締め付けないスタッドが混在する．
スタッドとワンサイドボルトの両者の設置間隔は同一とした． 
 
 
図6.2.5 スタッド締め付け状況 
図6.2.4 あて板の割り付け状況 
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提案するスタッドを用いたあて板ボルト接合への改造の主たる施工手順は，①Uリブ、デッキプ
レートの仮受け，②デッキプレートとUリブ溶接ビードの切断，③スタッド上向き溶接，④あて板
仮設置，⑤Uリブウェブ側の片面施工ボルトのあてもみ，⑥スタッド及びワンサイドボルトの本締
め、となる．試験体の製作では，実施工と同じ手順で実施し，すべて上向き作業で施工した． 
まず，あて板と鋼床版との接合面となる鋼床版側の素地調整は実施工で用いる 2種ケレン相当の
工具（ブリストルブラスター）を使用した．表面粗さ（Rz：十点平均粗さ）は，おおむね 15～25μm
であった．次に，ビード切断前にあて板取り付け位置を罫書きし，スタッド溶接箇所にはポンチを
打った．Uリブ切断前には，Uリブ下面をサポートにて仮受けした．Uリブ切断は作業性および仕
上がりを考慮してプラズマ切断とした．予防保全モデルと，補修モデルとの遷移区間には，切断端
部（4箇所）にストップホールを設けた．ストップホール導入方法を図 6.2.6に示す．スタッド溶接
は，横リブ交差部近傍など狭隘な部位は手持ちタイプの溶接ガンを使用し，連続施工が可能な場所
ではレールを設置し，機械式タイプの溶接ガンを用いて行った．あて板の設置は，先に溶接したス
タッドに合わせてあて板を仮止めし，Uリブにワンサイドボルト用の孔位置を罫書き，あて板を外
した後に孔を開けた．ボルト締め付け作業は，スタッド側を先に本締めし，その後ワンサイドボル
ト（MUTF24-20）を固定した．一連の作業状況を写真6.2.1に示す． 
 
 
 
 
 
(a) Uリブ切断前         (b) Uリブ溶接部近傍切断（プラズマ切断） 
 
 
 
 
(c) 溶接部との遷移区間（リブにφ25㎜のストップホールを削孔しグラインダで拡張） 
図6.2.6 Uリブ上端部の切断及び補修モデル範囲への遷移区間の処理方法 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(a) Uリブ仮受け，孔明け位置出し       (b) 溶接部の切断（プラズマ） 
写真6.2.1 試験体の施工状況 
溶接ビード デッキプレート
Uリブ ビード切断
25
ストップホール（φ25）
25
第 6 章 スタッドを用いてあて板接合した鋼床版の力学特性 
 
125 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(c) スタッドの上向き溶接        (d) ワンサイドボルト位置出し 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(e) Uリブの孔明け             (f) スタッドの本締め 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(g) ワンサイドボルトの本締め             (h) 施工完了 
写真6.2.1 試験体の施工状況（つづき） 
6.2.4 計測 
提案構造の検討課題は，第一にデッキプレートに溶植されたスタッドの疲労耐久性とその軸力性
状である．次に，スタッドを用いてあて板接合に改造した鋼床版の性能評価である．加えて，あて
板接合は横リブ交差部で不連続となるため，実鋼床版でもその疲労耐久性が課題となる．このこと
から，計測は，①スタッド近傍の鋼床版デッキプレート応力，②横リブ交差部近傍応力，③ボルト
の軸力変動，を主として確認することとした．あて板接合への改造後の鋼床版の力学挙動の変化は，
ひずみゲージと変位計を設置して確認した．対象のR4・R5リブのC-C断面（Uリブ支間部，スタ
ッド締め付けあり），D-D断面（あて板継ぎ目付近，スタッド締め付けあり），及びE-E断面（横リ
ブ交差部）の計測断面を図6.2.7に，各断面における計測位置を図6.2.8に示す． 
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あて板を取り付けない改造前の構造として R1・R2 のひずみ計測も実施し，双方を比較して考察
した． 
 
図6.2.7 着目断面 
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図6.2.8 主たる計測断面 
6.2.5 載荷条件 
載荷にあたっては，後軸重を98kNに調整した実トラック（図6.2.9）を載荷し，トラックタイヤの
位置を所定の位置に合わせながら各部のひずみ計測を行う静的載荷試験を行った．主にスタッド周
辺のデッキプレートに発生する応力の影響を評価するために，載荷位置は橋軸直角方向に7パターン，
橋軸方向に17パターン実施した．橋軸方向及び橋軸直角方向の載荷位置を図6.2.10に示す． 
 
 
図6.2.9 トラックタイヤ載荷荷重   
(i)改造（R4,R5）           (ii)改造前（R1,R2） 
(a)E-E断面（横リブ交差部） 
(i)構造改造側（R4,R5）         (ii)改造前（R1,R2） 
(b) D-D断面（あて板板継部） 
(i)改造（R4,R5）           (ii)改造前（R1,R2） 
 
(i)改造（R4,R5）           (ii)改造前（R1,R2） 
(c) C-C断面（Uリブ支間部） 
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(a)橋軸方向（①～⑰はトラック後輪軸中心位置を示す） 
 
(b)橋軸直角方向（①～⑦はダブルタイヤ中心軸位置を示す） 
図6.2.10 載荷位置 
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6.2.6 試験結果 
(1) Uリブ支間部（C-C断面） 
図6.2.11にはC-C断面のスタッド直上のデッキプレートの上面側ひずみの影響面を，改造後と改造
前と比較して示す．同図より，橋軸直角方向ひずみは，(a)改造前の(i)181ch，(ii)183chともに，最大
300μ程度の圧縮ひずみが，トラック後輪外側タイヤ中心がR5Uリブウェブ直上載荷時（図6.2.10(b)
の⑤ラインに相当）に発生しているが，これに対し(b)改造後は，(i)81ch，(ii)83chともに，全体的に
低下し最大でも50μ程度の引張ひずみとなり発生している．このことから，スタッド溶接部周辺の
ひずみは，スタッドにより締め付けたあて板への荷重伝達効果により，改造前に比べて大幅に低下
したものと考えられる．また，同図の橋軸方向ひずみは，(a)改造前，及び(b)改造後ともにデッキプ
レートの影響面は概ね一致していた． 
次に，着目するスタッド直上のデッキプレート上面側のひずみが最大となる④ライン（図6.2.10(b)
参照）載荷時の，支間部（C-C断面)における橋軸直角方向のひずみ分布を図6.2.12に示す． 
同図より， デッキプレート上面ひずみのうち，101ch（R4のUリブ切断箇所からR3側に34㎜の位
置）に最大で1085μ発生し，改造前と比較して，改造後のひずみが局所的に増加した．このひずみ
の発生位置があて板の曲げ加工端と一致していることから，デッキプレートとUリブの溶接ビード
を切断した影響で，デッキプレートの橋軸直角方向の支持点が改造前の鋼床版よりも増大したため
と考えられる．さらに，図6.2.13には，C-C断面の着目スタッドの軸力ひずみの影響面を示す．軸力
ひずみは，R4･5側載荷ライン①の時にR5のスタッドが最大で，15μ（軸力375Nm）であり，軸力変
動は1％以下でありその影響は小さいことがわかった． 
 
(2) 横リブ交差部（E-E断面） 
図6.2.14には横リブ交差部における，デッキプレートと横リブ溶接スカラップ近傍の横リブ側の鉛
直ひずみ影響面，及びデッキプレート上面の橋軸直角方向ひずみ影響面を，改造後と改造前とを比
較して示す．同図より，横リブ側の鉛直ひずみは改造前ではほぼ50μ以下であるのに対して，改造
側では，900μ程度と高い圧縮ひずみが発生した．これは，ビード切断によって，輪荷重載荷による
鉛直荷重による影響と考えられる．また，デッキプレートの橋軸直角方向ひずみも，改造前に比べ
て増加している．さらに，影響面も増加していることがわかる． 
図6.2.15には，これらの着目部位のひずみが最大となる⑤ライン載荷時のE-E断面（横リブ交差部）
の橋軸直角方向ひずみ分布を示す．同図より，デッキプレート下面ひずみ（17ch：R4のUリブ切断
箇所からR5側に5㎜の位置）が最大1042μとなり，改造前のひずみ（422μ）に比べて増加した．この
原因として，溶接部が切断された影響で，デッキプレートが横リブスカラップ端部を支持点として，
デッキプレートが面外曲げられ，高いひずみが生じたものと考えられる． 
つぎに，横リブスカラップにおける最大ひずみは，⑥ライン載荷のE-E断面直上から100㎜移動し
た載荷で生じており，22chで鉛直ひずみが最大908μに対して，改造前（R1･2側）のひずみは2μであ
った．これは，Uリブ切断によりデッキプレートのたわみを横リブで支持した影響で横リブの鉛直
ひずみが増大したものと考えられる．このことから，横リブ交差部では，疲労対策を講じないと疲
労き裂が横リブ回し溶接部を起点とした疲労き裂が発生する可能性がある． 
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   (i) 181ch（R4側；橋軸直角方向）    (ii) 183ch（R5側；橋軸直角方向） 
 
   
 (iii) 182ch（R4側；橋軸方向）     (iv) 184ch（R5側；橋軸方向） 
(a)改造前 
 
    
 
 (i) 81ch（R1側；橋軸直角方向）    (ii) 83ch（R2側；橋軸直角方向）
  
 (iii) 82ch（R1側；橋軸方向）     (iv) 84ch（R2側；橋軸方向） 
(b)改造後 
※計測位置，chは図6.2.8参照，番号1～7は図6.2.10の(b)①～⑦に相当 
図6.2.11 スタッド直上デッキプレートのひずみ影響面 
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図6.2.12 C-C断面の橋軸直角方向ひずみ分
布（載荷ケース④） 
       
     
(i) 24ch（鉛直方向）         (ii) 17ch（橋軸直角方向） 
(a) 改造前 
  
    
(i) 24ch（鉛直方向）         (ii) 17ch（橋軸直角方向） 
 (b) 改造後 
図6.2.14 横リブ交差部の各ひずみ影響面 
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(a)  232ch 
 
(b) 233ch 
図6.2.13 スタッド軸力ひずみ影響面 
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(a) 橋軸直角方向ひずみ（載荷ケース⑤）   (b) 鉛直方向ひずみ（載荷ケース⑥） 
図6.2.15 横リブ交差部のひずみ 
 
(3) 輪荷重疲労試験の載荷位置 
輪荷重疲労試験の橋軸直角方向の載荷ラインは，デッキプレート母材ひずみ，及び横リブ交差部
に着目して，載荷ライン毎のひずみ分布より検討する．図6.2.16～6.2.18には，着目部位に対して，
載荷ライン毎における各最大ひずみを示した．同図より，載荷ライン①，②，③，及び⑦はUリブ
R4とUリブR5に与える影響は小さい．それらに対して載荷ライン④・⑤は輪荷重疲労試験用のタイ
ヤ幅では同位置となることより，載荷ライン④か⑥より選定する．総合的に判断すると，載荷ライ
ン④の方がUリブR5に影響すると考えられるので，④で行うこととする． 
なお，横リブスカラップ部は，どの載荷においても最大ひずみが600～900μであり，デッキプレ
ートと横リブの回し溶接部に疲労き裂が発生する可能性がある．しかしながら，横リブ交差部への
あて板をさらに追加すると工数が増加するため，本試験では横リブ交差部への対策は講じず，輪荷
重試験でき裂の発生をモニタリングすることとした． 
 
 
図6.2.16 載荷ライン毎のデッキプレート上面のひずみ（C-C断面） 
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図6.2.17 載荷ライン毎のデッキプレート下面の最大ひずみ（E-E断面） 
 
 
図6.2.18 載荷ライン毎の横リブスカラップ内の最大ひずみ（E-E断面） 
 
6.3 輪荷重疲労試験による鋼床版の疲労耐久性の評価 
6.3.1 試験方法 
図6.3.1には，本試験で用いる輪荷重疲労試験装置を示す．前後に2軸2輪のトラックタイヤ（ダブ
ルタイヤ）を配置した走行台車を前後に移動載荷する輪荷重疲労試験機である．載荷荷重は，高頻
度な過積載荷重を想定し，かつ文献3)を参考に鋼床版のデッキプレートとUリブ溶接ビード貫通き
裂の再現に成功した輪荷重として78.5kNを採用した．載荷位置は，図6.3.2に示すように，前節で実
施したトラック載荷試験結果から，試験体のデッキプレートや横リブ交差部のひずみが最大となり，
かつスタッドの直上となる載荷位置として，ダブルタイヤの片輪がR4-R5間のスタッド直上載荷と
なる載荷位置を選定した．また，本試験装置は2軸配置であることから，図6.3.3に示すように，走行
台車が1往復を移動すると，試験体中央部では4輪繰返し載荷（図中，緑色で表示）に，その前後で
は2輪繰返し載荷（図中，赤色表示）になる．ここでは，同図に示すUリブ支間中央（C-C断面）及
び横リブ交差部（E-E断面）を主な着目断面として，計200万回数を目標に疲労試験を実施した． 
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静的載荷試験は，疲労試験開始前，約10万往復（以下，10万往復毎），および疲労試験終了後（N=50
万往復）に実施した．静的載荷試験は，着目部に載荷台車の輪位置を合わせて順次載荷を行う影響
線載荷とした．試験中に応力変化が見られた箇所については，静的載荷試験時に磁粉探傷試験（MT）
や超音波探傷試験（UT）を行った．この試験対象は載荷輪直下の，デッキプレート－Uリブ溶接部
およびデッキプレート上面，横リブ交差部とした．疲労試験終了後は，あて板を取り外してき裂調
査（MT，UT）を実施した． 
 
図6.3.1 輪荷重疲労試験機 
 
図6.3.2 輪荷重載荷位置（橋軸直角方向） 
 
図6.3.3 試験体一般図と載荷範囲 
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6.3.2 試験結果 
(1)  静的載荷試験結果 
図6.3.4には，C-C断面（支間部）の代表測点のデッキプレート上下面のひずみ（101ch，80ch，及
び45ch）を示す．計測値はトラック載荷試験時，輪荷重試験開始時（初回），及びデッキプレート上
面は輪の通過によりゲージの損傷が明確であったため，疲労試験開始前に撤去しているため，45ch
のみ200万回終了時を併記した． 
同図(b)～(d)より，まず，トラック載荷（50kN）と輪荷重（78.5kN）を比較した時のひずみ振幅の
割合は，載荷荷重の比率に対して１割以上の差が生じている．この理由は，試験体に対して輪荷重
疲労試験用では，2軸2輪の載荷（157kN）となるが，実トラックでは，1軸の載荷(100kN)である影
響が考えられる．特に，ひずみ振幅が大きい(c)のデッキプレートひずみ（101ch）では，輪荷重載
荷の初期値が1,476μであった．この理由は，トラック載荷試験で考察したとおり，当該位置があて
板の曲げ加工端に位置し，Uリブが切断された影響で，デッキプレートとあて板が強く接触してい
ることに起因していると推測される．同図(d)では，デッキプレート下面ひずみ(45ch)の200万回終了
時の静的載荷試験結果を併記している．200万回終了時には，ひずみの発生傾向は試験開始前と同じ
形状を呈する．その絶対値は微動しているが，ほぼ試験開始前の状態を保持していると考えられる． 
 
     
(a) 計測チャンネル位置         (b)デッキ上面（80ch，橋軸直角方向）  
 
 (c) デッキ上面（101ch，橋軸直角方向）  (d) デッキ下面（45ch，橋軸直角方向） 
図6.3.4 C-C断面（支間部）のひずみ影響線  
 
次に，図6.3.5には，E-E断面（横リブ交差部）の代表測点のデッキプレート上下面のひずみ（55ch，
17ch，4ch）を示す．同図(a)～(c)より，トラック載荷（50kN）と輪荷重（78.5kN）を比較した時の
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ひずみ振幅の割合は，C-C断面と同様に，載荷荷重の比率に対して１割以上の差が生じている．特
に，(c)デッキプレート下面（17ch）や(d)横リブスカラップ近傍（24ch）では，ひずみ振幅が大きく，
輪荷重載荷の初期値でいずれも1,000μ以上発生していた．200万回終了時の静的載荷試験結果より，
ひずみの発生傾向は類似しているが，その絶対値は変動し，(c)17ch（デッキプレート下面）で比較
すると15％程度ひずみが減少していた．この変動の理由として，後述するが，横リブ交差部では疲
労き裂は発生していない．そのため，あて板が不連続となりビード切断の影響で当該部位には元々
降伏を超えるレベルの高いひずみが発生しており，輪荷重走行に伴い局部的に降伏が進展し横リブ
スカラップ周辺の応力再配分による影響と考えられる． 
 
 
(a) 計測チャンネル位置      (b) デッキ上面（55ch，橋軸直角方向）   
 
(c) デッキ下面（17ch橋軸直角方向）    (d) 横リブスカラップ(24ch，鉛直方向) 
図6.3.5 E-E断面（横リブ交差部）のひずみ影響線 
  
(2)  非破壊検査結果 
輪荷重疲労試験（輪荷重78.5kN，200万回）の終了後，試験体からあて板を取り外して，疲労き裂
の調査を非破壊検査により実施した．調査部位は，スタッド溶接部周辺，デッキプレート母板，横
リブ交差部周辺，Uリブやあて板のボルト孔など，き裂の発生が懸念される箇所を中心に，磁粉探
傷試験，及び超音波探傷試験を用いて，デッキプレート上下面からそれぞれ実施した． 
まず，スタッド溶接部の磁粉探傷試験の結果，軸力を導入し締め付けたスタッド全数において，
その溶接止端部等にき裂は確認されなかった．次に，横リブ交差部のデッキプレートと横リブ交差
部の回し溶接止端部付近には試験開始前から高いひずみが発生していたが，き裂の発生は認められ
なかった．さらに，デッキプレート上面からの超音波探傷試験の結果，溶接ビード切断痕を起点と
するデッキ方向進展き裂は確認されなかった．そして，Uリブのワンサイドボルトのボルト孔に対
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する磁粉探傷試験の結果，き裂は確認されなかった． 
一方で，実構造としては存在しないが，今回試験用に設けた締め付けないスタッドの溶接止端部，
及び切断ビード端部のストップホール部にき裂が確認された．図6.3.6にき裂発生位置，図6.3.7，6.3.8
に非破壊検査結果を示す．まず，輪走行直下の締め付けていないスタッドの溶接止端部のうち6箇所
で，溶接止端部にき裂が確認された（図6.3.7①～⑥）．発生箇所はいずれもUリブR4の右側（R5側）
であった．また，き裂はいずれもスタッドのUリブR4側の溶接止端から橋軸方向に向かって発生し
ていた．また，ストップホール部において5箇所のき裂が確認され（図6.3.7⑦～⑪），うちき裂⑦～
⑨は輪荷重の4輪通過域であったのに対し，⑩～⑪は2輪通過域でき裂が発生した．さらに，補強モ
デルへの遷移区間で一部切断ビード痕をグラインダで仕上げた境界部において，1箇所き裂が確認さ
れた（図6.3.7⑫）．なお，あて板には，写真6.3.1のとおり，デッキやUリブとの局部的な接触痕は見
られたが，ずれ痕，き裂や割れ，変形などの損傷は見られなかった． 
 
 
●：締め付けあり，○：締め付けなし 
図6.3.6 き裂発生位置（一般図拡大） 
 
図6.3.7 締め付けないスタッド溶接止端部のき裂発生状況 
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図6.3.8 ストップホール端部，及びビード仕上げ端部からのき裂発生状況 
 
写真6.3.1 あて板の接触痕の例 
 
 以上の調査結果を踏まえ，スタッドをあて板ボルト接合すると締め付けないスタッドより疲労耐
久性が向上することがわかった．一方で，実橋での鋼床版には横継手位置が存在し橋軸方向の連続
性が断たれる部位が少なからず存在することから，ストップホール部の検討が必要である．また，
ビード切断痕の形状がき裂発生の可能性を残すことが分かったことから、実用化においては切断痕
の仕上げが望ましいと考えられる． 
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6.4 スタッド周辺の応力性状と鋼床版の変形特性 
 前節より，改造後の鋼床版に対するトラック載荷試験の結果，あて板の折り曲げ加工端付近で，
98kN のトラック載荷荷重に対しデッキプレートの橋軸直角方向ひずみが局部的に 1,000μを超える
高い値を示した．また，輪荷重疲労試験の結果，軸力を導入し締め付けたスタッドにはき裂が発生
せず，逆に締め付けないスタッドにき裂が発生した．これらの原因を考察するため，図6.2.7に示す
D-D断面近傍において，締め付けたスタッドP=122kN（D-D断面），及び締め付けないスタッド（d-d
断面，D-D 断面+100 ㎜隣）の，それぞれのデッキプレート直上上面側でのひずみを図 6.4.1 により
比較した．同図には，参考にC-C断面のひずみ，及び改造前の鋼床版のひずみも併記している． 
同図より，デッキプレートのひずみはあて板の形状に沿って，つまりあて板の端部で局部的に大
きく増加しており，その傾向は，C-C断面，D-D断面で同様となった．一方，締め付けないスタッ
ドが設置される d-d 断面の同位置での局部応力は，800μ程度であった．つまり，d-d 断面の局部ひ
ずみは，ビード切断によるデッキプレートの曲げスパンの増加に伴い，改造前と比較しデッキプレ
ートの局部ひずみが増加したものと考えられる．さらに，C-C，D-D 断面では，スタッドの締め付
けによって，タイヤ載荷によるデッキプレートのたわみが下から抑えられて，折り曲げ鋼板の曲げ
加工端が支点となり，局部的に高い応力が発生しているものと推定される． 
つぎに，スタッド直上のデッキプレート上面のひずみは，締め付けなしの d-d 断面に比べて，締
め付けありのC-C断面，D-D断面のほうが，50％程度低くなった．つまり，スタッドを締め付ける
と，あて板に荷重が伝達されて，スタッド溶接鋼板（デッキプレート）の変動応力範囲が低くなっ
たものと考えられる．これによって，締め付けたスタッドは，200 万回の疲労試験ではき裂が発生
しなかった理由と考えられる． 
 
   
 
(a)橋軸直角方向ひずみ           (b) 一部拡大 
図6.4.1 C-C及びD-D断面のデッキプレート上面ひずみ 
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さらに，図 6.4.2 には，C-C 断面（支間部）のデッキプレート及び U リブ下面の橋軸方向たわみ
影響線を，図 6.4.3 には，C-C 断面のデッキプレートの橋軸直角方向たわみ分布を示す．同図より，
あて板補強すると，改造前と比較し，デッキプレートのたわみは増加し，Uリブ下面のたわみは小
さくなった．この理由として，ビード切断により，あて板の形状に沿ってデッキプレートがたわみ，
曲げスパンの影響でたわみが増加しているものと考えられる．また，あて板の剛性寄与によって，
Uリブ下面のたわみそのものは低減しているものと推定される． 
以上のことから，改造鋼床版の性能評価として，前述の局部ひずみに起因するデッキプレートの
変形は増加するものの，それ以外は改造前鋼床版と概ね同様のひずみ分布及び変形挙動を呈するこ
と，さらにトラック載荷試験及び輪荷重疲労試験を通じて，あて板と鋼床版のずれは発生しなかっ
たことから，あて板のスタッドの設置間隔や導入軸力は妥当と考えられる． 
 
図6.4.2 C-C断面のUリブ下面とUリブ内デッキプレート下面のたわみ影響線（橋軸方向） 
 
図6.4.3 C-C断面のデッキプレートの橋軸直角方向たわみ 
 
  
第 6 章 スタッドを用いてあて板接合した鋼床版の力学特性 
 
141 
 
6.5 まとめ 
本章では，現行の鋼床版の片面すみ肉溶接を，スタッドを用いたあて板接合に改造した鋼床版構
造の性能改善効果について評価するために，実物大の鋼床版を用いて，トラック載荷試験を行い，
改造前鋼床版との応力性状や変形特性の比較検討をもとに，スタッドの設置間隔や導入軸力の妥当
性を確認した．また，同じ改造鋼床版を用いた輪荷重疲労試験（輪荷重 78.5kN，200万回）を実施
し，その疲労耐久性を確認した．本章で得られた主な研究成果をまとめると以下のとおりである． 
 
(1) スタッドを用いたあて板接合に改造した鋼床版の実物大試験体を用いた静的載荷試験の結
果，スタッド溶接部直上のデッキプレートのひずみは、あて板の付加によって，改造前鋼床版
のそれより小さくなった．また，あて板の曲げ加工端付近のデッキプレートの橋軸直角方向ひ
ずみが局所的に増加した．さらに，スタッドの締め付けの有無の比較では，締め付けたスタッ
ド直上のデッキプレートの活荷重ひずみは，あて板の応力分担によって，締め付けしないスタ
ッド直上のひずみと比べて約 50％低下した．そして，デッキプレートと横リブ交差部では，あ
て板が不連続となること，及びデッキプレートとUリブの溶接ビードの切断の影響を受け，横
リブスカラップ近傍の横リブ側の鉛直ひずみ，及びデッキプレートの橋軸直角方向ひずみが増
加した．  
(2) 輪荷重疲労試験（78.5kN，200万回）の結果，締め付けたスタッドの溶接止端部，横リブ交
差部のデッキプレートと横リブ交差部の回し溶接止端部にき裂は発生しなかった．また，デッ
キプレート上面からの超音波探傷試験の結果，溶接ビード切断痕のルートを起点とするデッキ
方向進展き裂は確認されなかった．さらに，Uリブのワンサイドボルトのボルト孔やあて板に
き裂は確認されなかった．一方，実構造としては存在しないが，今回試験用に設けた締め付け
ないスタッドの溶接止端部にき裂が確認された．また，切断ビード端部のストップホール部の
一部，及び補強モデルへの遷移区間で一部切断ビード痕をグラインダで仕上げた境界部におい
てき裂が確認された．  
(3) 改造した鋼床版の橋軸方向たわみは，改造前鋼床版と比較して，デッキプレートのたわみは
増加し，Uリブ下面のたわみは小さくなった． 
(4) 改造した鋼床版は，一部あて板の形状に起因する局部ひずみやデッキプレートのたわみが増
加するが，それ以外は改造前鋼床版と概ね同様のひずみ及び変形を呈すること，さらに，トラ
ック載荷試験及び輪荷重疲労試験を通じて，あて板と鋼床版との間にずれは発生しなかったこ
とから，あて板のスタッドの設置間隔や導入軸力は妥当と考えられる． 
 
参考文献 
1) 日本道路協会：道路橋示方書・同解説，Ⅱ鋼橋編，丸善，2012. 
2) 土木学会鋼構造委員会：鋼床版の疲労，丸善，2010. 
3) 田畑晶子，小野秀一，小笠原照夫：鋼床版ビード貫通き裂の発生メカニズムの検討（その２），
第30回日本道路会議，2013.10 
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第 7章 改造した鋼床版の性能評価及び疲労設計上の留意点 
7.1 概説 
 前章では，現行の鋼床版の片面すみ肉溶接を，スタッドを用いてあて板接合に改造した鋼床版の
力学特性を調査するために，実物大の鋼床版試験体を用いて，トラック載荷試験を行い，改造前の
鋼床版との応力性状や変形特性の比較検討をもとに，スタッドの設置間隔や導入軸力の妥当性を確
認した．また，同じ試験体を用いた輪荷重疲労試験（輪荷重 78.5kN，200万回）を実施し，その疲
労耐久性を確認した．本章では，鋼床版で特に留意するべく変形特性に着目し，疲労試験で用いた
試験体をモデル化したFEM解析を実施し，改造前後の鋼床版の変形挙動を調査する．また，前章
の輪荷重疲労試験の結果，軸力を導入してあて板を締め付けたスタッドの溶接部に疲労き裂は発生
せず，締め付けないスタッド溶接部にき裂が発生した．これを踏まえ，改造した鋼床版の疲労耐久
性を確認するために，スタッド溶接部を含めた鋼床版のFEM解析を行い，スタッド溶接部周辺や
鋼床版の応力性状について調査する．さらに，改造鋼床版の疲労設計上の留意点を整理する． 
 
7.2 鋼床版全体モデル（疲労試験体）による力学挙動の検討 
7.2.1 解析モデル 
 汎用構造解析プログラムABAQUS1)により弾性FEM解析を行った．解析モデルは全て輪荷重疲
労試験体の寸法と同じとした．解析モデルを図7.2.1に示す．境界条件は，図7.2.2の赤色に示す主
桁の地面と接触する部分を鉛直方向変位拘束とし，黄色に示す下フランジの両縁端部を橋軸方向・
橋軸直角方向拘束とした．あて板は，シェルモデルによるボルトの再現が難しいため，Uリブとあ
て板側面，およびデッキプレートとあて板上端の接合は，接点結合とした． 
 
7.2.2 載荷位置 
図7.2.3に載荷位置を示す．橋軸直角方向の載荷位置はトラック載荷試験や輪荷重疲労試験機と同
様に，ダブルタイヤの片輪をR5(R1)リブの試験体内側（R4(R2)側）スタッド上に載荷するパターン
（載荷ケース4，図中枠囲みで示す）．橋軸方向の載荷位置は，載荷ライン上の 5か所とした（図中
の表参照）．なお，荷重は 160×200㎜のダブルタイヤで5tfとした． 
 
 
図7.2.1  解析モデル 
デッキプレート t=12mm
Ｕリブ t=6mm
補強板 t=9mm
弾性係数 E=200,000N/mm2
ポアソン比 0.3
シェル要素
節点総数 464,226
要素総数 430,632
デッキの要素分割基準 10×10mm
部材厚
設計強度
モデル
R1 R2 R3 R4 R5 
解析モデル 
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図7.2.3 載荷位置（橋軸直角方向はCase4載荷） 
全変位拘束鉛直方向変位拘束
 
 
  
全方向変位拘束
接点拘束
図7.2.2 境界条件および接合条件 
載荷位置
端横リブ
からの
距離（mm）
試験体端部
からの
距離（mm）
備考
補強板①のボルト締付位置（中央側端部） 726 876
補強板②のボルト締付位置（中央） 1,126 1,276 C-C断面
補強板②のボルト締付位置（中央側端部） 1,526 1,676
補強板③のボルト締付位置（中央） 1,926 2,076
補強板⑤のボルト締付位置（中央） 3,717 3,867 G-G断面
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7.2.3 FEM解析結果 
(1) デッキプレートの鉛直方向変位 
図7.2.4には，デッキプレートの鉛直方向変位のコンター及び最大値とその位置を示す．図は鉛直
上方から見たものであり，引張が青色（正），圧縮が赤色（負）を示す．また，図の右側が R4-R5
側（改造後）載荷の結果，左側がR1-R2側（改造前）載荷の結果を示す． 
同図より，デッキプレートの変位影響面は，改造前に比べて改造後のほうが影響範囲が増加し，
最大値は改造後の方が改造前より大きいことがわかる．この理由として，改造前のデッキプレート
はUリブのウェブ幅（320㎜）により橋軸直角方向に対して支持されているが，あて板ボルト接合
への改造によって，その支持点があて板の曲げ加工端に移動したため，デッキプレートを支える支
持間隔が増加した影響で，デッキプレートの変位が増加したものと考えられる．また，橋軸方向で
変位が最も大きいのは U リブ支間中央載荷（1126(1276)）時で，改造後で-1.23 ㎜，改造前で-1.01
㎜であった．表7.2.1には，6章で実施したトラック載荷試験の結果を示す．同表より，デッキプレ
ートの鉛直方向変位は改造前に比べて改造後のほうが増加し，傾向は符合している． 
 
(2) Uリブの鉛直方向変位 
図7.2.5には，Uリブの鉛直方向変位のコンター及び最大値とその位置を示す．図は前述 (1)の解
析結果（図7.2.4）からデッキプレート部分を除き，Uリブ下フランジ面と横リブ下フランジ面の変
位を，鉛直上方から見たものであり，引張が青色（正），圧縮が赤色（負）を示す．また，図の右側
がR4-R5側（改造後）載荷の結果，左側がR1-R2側（改造前）載荷の結果を示す． 
同図より，Uリブ下フランジ面の変位の最大値はいずれの載荷位置においても，改造前の方が改
造後より大きい結果となっており，デッキプレートの鉛直変位の傾向とは逆の結果となった．この
理由として，あて板の設置により改造後のUリブの剛性が高くなり変位が抑制されたものと考えら
れる．また，橋軸方向で変位が最も大きいのは U リブ支間中央載荷（1126(1276)）時で，改造後で
-0.63㎜，改造前で-0.78㎜であった．表7.2.1に示すトラック載荷試験の結果より，Uリブ下フラン
ジ面の鉛直変位は改造前に比べて改造後のほうが低減し，傾向は一致した． 
 
表7.2.1 トラック載荷試験による鉛直方向変位（単位：㎜） 
 Uリブ下フランジ デッキプレート 
改造前 1.44 2.12 
改造後 0.91 2.95 
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(a)載荷位置：726(876)
(b)載荷位置：1126(1276)
(c)載荷位置：1526(1676)
(d)載荷位置：1926(2076)
図7.2.4 デッキプレートの鉛直方向変位コンター及び最大値とその位置 
R1-R2側（改造前）載荷 R4-R5側（改造後）載荷 
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 図7.2.5 デッキプレートを除いたＵリブの鉛直方向変位コンター及び最大値とその位置 
 
(d)載荷位置：1926(2076)
(c)載荷位置：1526(1676)
(b)載荷位置：1126(1276)
(a)載荷位置：726(876)
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(3) 変形コンタ  ー
図7.2.6には，Uリブ支間部（C-C断面）の変形コンタ （ー100倍）を示す．同図の黒線は改造後，
赤線は改造前を示す．同図より，改造前のデッキプレートは，Uリブのウェブを支持点として，ダ
ブルタイヤの挟み込み載荷に対して上を凸とした変形が生じているのに対して，改造後では，デッ
キプレートの支持点があて板の曲げ加工端に移動し，かつあて板により弾性支持された影響で，デ
ッキプレートの変形範囲が改造前よりも増加していることがわかる． 
つぎに，Uリブに着目すると，改造前は輪荷重の載荷によって，デッキプレートとUリブとの溶
接点を起点にUリブウェブに力が伝達され，ウェブは外にはらみ出す変形モードとなっている．改
造後は，あて板剛性によりUリブウェブの変形が抑制され，改造前よりも改造後の変形が抑制され
ているのが分かる． 
 
 
 
 
 
 
 
図 7.2.6 C-C断面変形コンター（変形倍率 100倍） 
 
7.3 部分モデルによる FEM解析 
7.3.1 回転せん断力 
ロビンソンタイプ合成床版のずれ止めスタッドは，輪荷重走行によりその溶接部に回転せん断力
が作用し，疲労強度が低下することが明らかにされている 1)．そこで，スタッドを用いてあて板し
た鋼床版に輪荷重が作用した場合，スタッド溶接部に作用する回転せん断力の影響について，スタ
ッド溶接部を含めてあて板をモデル化した鋼床版の FEM解析を行って調査する． 
 
(1) 解析モデル 
解析は，汎用構造解析プログラムABAQUS2)より弾性解析を行った．解析対象は文献 4)を参考に
7.3.1に示す周辺単純支持の4本のUリブを配置した構造の1／4をモデル化した．同図 に示すよう
に着目部位を橋軸直角方向は対称面から中央よりのUリブの半分まで，橋軸方向は対称面より 345
㎜の範囲を 8節点ソリッド低減積分要素，及び 3 角柱要素でモデル化した(節点数: 119444,要素数: 
87868)．要素サイズは 3×3×3（㎜）を基本とし，スタッド溶接部は，1.2×1.2×1.2（㎜）を基本とし
た．また，4節点シェル低減積分要素S4Rを用いた．板厚はデッキプレート 12㎜，Uリブ6㎜，あ
て板9㎜である． 
スタッド，およびワンサイドボルトの設置間隔は，それぞれ100㎜，及び200㎜とした．スタッ
ド側は締め付けの有無をパラメータとして検討した．図 7.3.2に示すように，本モデルにおけるあて
板はスタッド 3.5本，ワンサイドボルト 2本で取り付けられている．なお，解析によって算出され
る応力は，要素サイズの影響を強く受けるが，ここでは相対比較を目的として実施した． 
解析モデルは，表7.3.1に示すとおり，スタッドへの軸力導入をパラメータとして評価した．同表
赤色：改造前 黒線：改造後 
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より，「ALL」及び「13OFF」は改造後の鋼床版を前提に，「ALL」はスタッド 4 本全てに軸力を導
入するケース，「13OFF」は対称面から 1及び 3本目に軸力を導入しないケース（2，4本目には軸
力を導入）である．また，「normal」とは，スタッド溶接部の断面力に及ぼすあて板の影響を評価す
るために，改造前の鋼床版にスタッドを溶接したままの状態を想定した．解析モデルを図 7.3.3に示
す．荷重は，載荷位置ごとの応力性状を明確にするため，シングルタイヤとし，50kN，L200㎜×W250
㎜の等分布荷重とした．載荷位置は，後述する図 7.3.6のとおり，橋軸直角方向にはＵリブ中央直上
(CENTER)，リブ直上載荷，及びスタッド直上載荷の 3 ケースとした．スタッド位置のみ，対称条
件より，シングルタイヤ 25kNとなる．また，橋軸方向には図 7.3.6のとおり，50㎜ずつ 6パターン，
計300㎜移動させた．Uリブおよびデッキプレートとあて板の接触面にはすべりや離間を考慮でき
る接触境界を設定し，静止摩擦係数 0.4 とした．解析に使用した材料定数は全ての部材について，
ヤング係数2×105N／㎜ 2．ポアソン比0.3とした． 
 
 
図 7.3.2 解析に用いた対称軸の考え方と着目スタッド 
 
表7.3.1 解析パラメータ 
モデル名 
デッキプレートとU
リブの溶接の有無 
あて板の有無 
スタッド番号と軸力導入の有無 
1 2 
3（着目
点） 
4 
ALL 無 有 有 有 有 有 
13OFF 無 有 無 有 無 有 
normal 有 無 - - - - 
対称軸 対称軸 
 
S.S 
S.S 
S.S 
S.S 
シェル要素 
ソリッド要素 
図7.3.1 解析対象および解析モデル 
S.S:単純支持 
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 (a)ALL/13OFF                                (b) Normal     
 
 
(2) スタッド溶接部の断面力 
スタッド溶接部の回転せん断力は，図 7.3.4に示す接合面を対象に，輪荷重の移動載荷による断面
力の大きさ及び方向の変化を考察した．  
 
 
 
(3) 載荷条件  
載荷面積はダブルタイヤを想定し 200㎜×50㎜とし，載荷荷重は50kN（Stud位置のみ，対称条件
より，25kN）とした．スタッドの導入軸力は 122kNとした． 
橋軸直角方向の載荷ケースは，Center（ Uリブ中央），Rib(Uリブ直上），Stud(スタッド直上)の3
ケースとした．図7.3.5には解析ステップを示す．橋軸方向は①～⑥のとおり，50㎜ずつ6パター
ン，計300㎜移動させた． 
図7.3.3 解析モデル 
図7.3.4 スタッドのデッキプレートへの接合面 
スタッド番号 1     2     3(着目)   4 
対称面 
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図7.3.6 全解析ステップ（①～⑥は橋軸方向の載荷位置） 
 
(4) 解析結果 
回転せん断力の評価方法を図7.3.7に示す．載荷位置に応じた断面力の方向については，同図に示
す X(橋軸直角)方向成分と，Z(橋軸)方向成分でプロットした．これらの解析結果を橋軸直角方向の
載荷ライン毎に図7.3.8に示す．同図中の○番号は橋軸方向の載荷位置を示す．同図より，断面力の
大きさに関して比較すると，ALLの方が13OFFより約10倍大きかった．この理由として，スタッ
ドに軸力を導入すると，デッキプレートとあて板が一体化し，輪荷重に対して一体となり抵抗する
ために，スタッド溶接部に作用する断面力が大きくなったものと考えられる．これに対して，13OFF
Center(Uリブ中央) Rib (Uリブウェブ直上) Stud (スタッド直上) 
① 
 
 
 
 
② 
 
 
 
③ 
 
 
 
 
④ 
 
 
 
 
⑤ 
 
 
 
 
⑥ 
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は，デッキプレートとあて板の結合が弱く，軸力導入していないスタッドの付け根部分には断面力
が働きにくかったといえる．つぎに，ALLのうちで最大を示したのは，同図(c)のStud（スタッド直
上載荷）の⑥で，－1199.3Nであった．ALLの主応力の方向は，(a)Center（Ｕリブ中央載荷），およ
び(b)Rib(U リブ中央載荷)では，全てが U リブ外側方向に向かい，圧縮を示した．一方，(c)Stud(ス
タッド直上載荷)の主応力方向は，Uリブ内側方向に向かい，載荷位置によってその応力の正負が変
化した．つぎに，13OFFのうちで最大を示したのは，同図(b)のRib（Uリブ直上載荷）の④で，－
149.4Nであった．載荷位置によりその主応力の方向と正負は変化するがその絶対値は極めて小さい
ものであった．さらに，主応力の方向はALLと 13OFFで概ね一致した．特にスタッド直上ではな
いCenterとRibにおいては，載荷位置に対して反対方向に力が顕著に働く傾向にあった． 
なお，文献 3)では，頭付きスタッドの設計疲労せん断応力振幅として，50N／㎜ 2が規定されて
おり，今回算定される1200Nを応力に換算すると約 4.5N／㎜ 2程度であり，疲労上問題にならない
程度であると考えられる．以上より，スタッドの付け根部分に働く断面力の方向が変化することが
解析で明らかになった．また，その断面力の大きさは合成床版の頭付スタッドの限界せん断力に比
べ大幅に小さいことがわかった． 
 
 
 
図7.3.7 回転せん断力の評価方法 
 
No.2 No.3 No.4 No.5 No.6No.1
 
(a) Center(Uリブ中央載荷) 
図7.3.8 回転せん断力の解析結果 
X 
Z 
X(橋軸直角方向) 
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-250
0
250
500
-1200 -800 -400 0 400 800 1200
Z(N)
X(N)
ALL-Center ALL-Center
-50
-25
0
25
50
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13OFF-Center 13OFF-Center
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No.2 No.3 No.4 No.5 No.6No.1
 
 
 
(b) Rib(リブ直上載荷) 
No.2 No.3 No.4 No.5 No.6No.1
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図7.3.8 回転せん断力の解析結果（つづき） 
 
7.3.2 スタッド溶接止端部周辺に生じる応力 
(1) 解析モデル及び解析条件 
前節で，スタッド溶接部に作用する断面力の大きさは，合成床版の頭付スタッドの限界せん断力
に比べ大幅に小さいことを明らかにした．輪荷重疲労試験では，軸力を導入しあて板を締め付けた
スタッドの溶接部には疲労き裂は発生せず，締め付けていないスタッドの溶接止端部からはき裂が
発生した．この結果を踏まえ，スタッドの締め付けによるあて板の有無が，スタッド溶接部の応力
状態に及ぼす影響について，前節と同じ鋼床版部分モデルを用いた FEM 解析結果をもとに考察す
る． 
解析モデル及び載荷ケースは，前節の回転せん断力と同じものを用いた（図 7.3.1～7.3.6参照）．
着目スタッド番号は 3（図 7.3.3参照）とした．図 7.3.9にはスタッド溶接部周辺の要素及び評価位
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置を示す．ここに，評価点は溶接止端部近傍の節点，及び隣接節点とした．ここに，隣接点とは溶
接止端部における溶接ビードの形状に起因する局所的な応力集中を含まず構造的な応力集中による
ホットスポット相当の位置として想定した． 
 
 
図7.3.9 スタッド溶接部周辺の要素及び評価位置 
 
(2) 解析結果 
図 7.3.10は，橋軸方向載荷位置毎の応力影響線を，スタッド締め付け時（輪荷重無載荷状態）を
0（ゼロ）として併せて示す．同図より，スタッド締め付け時において，溶接部には 180MPaに近い
高い引張応力が発生し，輪荷重の移動載荷に伴い，圧縮応力が付加されて溶接部周辺の応力は低下
している．また，締め付けのない 13OFFでは，輪荷重無載荷状態では殆ど応力が発生せず，輪荷重
の移動載荷により変動応力のみが発生していることがわかる． 
次に，図 7.3.11には，スタッド締め付け時の軸力導入時の応力を原点にした場合の応力影響線を
示す．同図より，輪荷重による変動応力は，ALLに比べて 13OFF のそれが大きく，両者は約 2 倍
の差となっている．この理由は，スタッドの締め付けによって一体化されたあて板へ，輪荷重によ
る応力が伝達され，変動応力として小さくなったものと考えられる．つまり，前章の輪荷重疲労試
験において，スタッドに軸力を導入してあて板した部分のスタッド溶接部に疲労き裂が発生しなか
った理由として考えられる．また，同図より，橋軸直角方向の載荷位置では Center(U リブ直上)が
最大となり，Stud(スタッド直上)が小さくなった． 
さらに，ALLに対して，橋軸直角方向の載荷ライン毎のデッキプレート下面の橋軸直角方向応力
コンター及び橋軸方向応力コンターを図 7.3.12～14に示す．同図の最上部のコンターは，スタッド
締め付け時（輪荷重の無載荷状態）である．まず，図7.3.12のCenter Line載荷時における橋軸直角
方向応力に着目すると，輪荷重の直上載荷の影響を受けて，Uリブ中央付近には引張応力が発生し，
スタッド溶接部とUリブウェブの間には，200MPaを超える高い圧縮応力が発生していることがわ
かる．スタッド溶接部周辺はあて板の締め付けにより応力変動は殆ど認められない．また，図7.3.13
のRib Lineにおいても同様の傾向であった．この圧縮応力が発生する部位は，あて板の枉げ加工端
部近傍に相当し，6 章で実施したトラック載荷試験において高い圧縮ひずみが確認された部位と一
致する．さらに，図7.3.14のStud Lineにおいては，輪荷重載荷に伴いデッキプレートに引張応力が
作用しているが，スタッド溶接部近傍はあて板の締め付けにより応力変動は認められない．  
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  (i)橋軸直角方向              (ii)橋軸方向 
(a) Center Line 載荷時 
 
 (i)橋軸直角方向              (ii)橋軸方向 
(b) Rib Line 載荷時 応力影響線 
 
 (i)橋軸直角方向              (ii)橋軸方向 
Stud Line 載荷時 応力影響線 
（載荷時の発生応力を原点にとった場合の，載荷位置ごとの発生応力の変化推移） 
 図7.3.10 応力影響線 
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 (i)橋軸直角方向              (ii)橋軸方向 
(b) Rib Line 載荷時 応力影響線 
 Stud
Center
Rib
-120
-100
-80
-60
-40
-20
0
20
0 1 2 3 4 5 6
橋
軸
直
角
方
向
応
力
(M
P
a)
載荷位置
止端部ALL
止端部13OFF
隣接点ALL
隣接点13OFF
-120
-100
-80
-60
-40
-20
0
20
0 1 2 3 4 5 6
橋
軸
直
角
方
向
応
力
(M
P
a)
載荷位置
止端部ALL
止端部13OFF
隣接点ALL
隣接点13OFF
-120
-100
-80
-60
-40
-20
0
20
0 1 2 3 4 5 6
橋
軸
方
向
応
力
(M
P
a)
載荷位置
止端部ALL
止端部13OFF
隣接点ALL
隣接点13OFF
-120
-100
-80
-60
-40
-20
0
20
0 1 2 3 4 5 6
橋
軸
方
向
応
力
(M
P
a)
載荷位置
止端部ALL
止端部13OFF
隣接点ALL
隣接点13OFF
-120
-100
-80
-60
-40
-20
0
20
0 1 2 3 4 5 6
橋
軸
方
向
応
力
(M
P
a)
載荷位置
止端部ALL
止端部13OFF
隣接点ALL
隣接点13OFF
-120
-100
-80
-60
-40
-20
0
20
0 1 2 3 4 5 6
橋
軸
直
角
方
向
応
力
(M
P
a)
載荷位置
止端部ALL
止端部13OFF
隣接点ALL
隣接点13OFF
Stud
Center
Rib
-120
-100
-80
-60
-4
-20
0
20
0 1 2 3 4 5 6
橋
軸
直
角
方
向
応
力
(M
P
a)
載荷位置
止端部ALL
止端部13OFF
隣接点ALL
隣接点13OFF
-120
-100
-80
-60
-40
-20
0
20
0 1 2 3 4 5 6
橋
軸
直
角
方
向
応
力
(M
P
a)
載荷位置
止端部ALL
止端部13OFF
隣接点ALL
隣接点13OFF
-120
-100
-80
-60
-40
-20
0
20
0 1 2 3 4 5 6
橋
軸
方
向
応
力
(M
P
a)
載荷位置
止端部ALL
止端部13OFF
隣接点ALL
隣接点13OFF
-120
-100
-80
-60
-40
-20
0
20
0 1 2 3 4 5 6
橋
軸
方
向
応
力
(M
P
a)
載荷位置
止端部ALL
止端部13OFF
隣接点ALL
隣接点13OFF
-120
-100
-80
-60
-4
-20
0
20
0 1 2 3 4 5 6
橋
軸
方
向
応
力
(M
P
a)
載荷位置
止端部ALL
止端部13OFF
隣接点ALL
隣接点13OFF
-120
-100
-80
-60
-40
-20
0
20
0 1 2 3 4 5 6
橋
軸
直
角
方
向
応
力
(M
P
a)
載荷位置
止端部ALL
止端部13OFF
隣接点ALL
隣接点13OFF
 
 (i)橋軸直角方向              (ii)橋軸方向 
Stud Line 載荷時 応力影響線 
 
（スタッド締め付け時の軸力により導入される応力で基準化） 
 
 
 
 
図7.3.11 応力影響線 
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(a) 橋軸直角方向応力            (b) 橋軸方向応力 
図7.3.12 Center Line 載荷時 応力影響線 
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(a)橋軸直角方向応力                (b)橋軸方向応力 
図7.3.13 Rib Line 載荷時 応力影響線 
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(a)橋軸直角方向応力                (b)橋軸方向応力 
図7.3.14 Stud Line 載荷時 応力影響線 
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7.3.3 デッキプレートの応力特性 
 前項の応力影響面より，改造した鋼床版のデッキプレートには，スタッドとUリブウェブライン
の間に高い橋軸直角方向の圧縮応力が発生した．6 章で実施したトラック載荷試験の結果からも，
デッキプレートとあて板との折り曲げ加工端部近傍で，局所的に高いひずみが発生していた． 
この原因を考察するために，図 7.3.15には，図 7.3.12のCenter（Uリブ中央）載荷時の橋軸方向
載荷④におけるデッキプレートの橋軸直角方向応力コンター（倍率 50）を示す． 
同図より，輪荷重の載荷によって，デッキプレートが弾性変形し，Uリブ内では鉛直下向きに変
形するが，Uリブ外では鉛直上向きへ変形するデッキプレートを，あて板の曲げ加工端を支点にス
タッドが鉛直下向きに引き込むような形状を呈していることがわかる．つまり，図7.3.16のとおり，
あて板の曲げ加工端付近のデッキプレートとあて板の接合面は高い圧縮状態となり，このためデッ
キプレート上面に200MPaに近い応力が発生したものと推定される．また，図7.3.17にはあて板の橋
軸直角方向応力コンターを示す．同図より，圧縮を示す範囲は，輪荷重疲労試験後に目視で観察し
たあて板の接触痕の位置と符合する（写真7.3.1）． 
本研究で用いたあて板は，道路橋示方書4)の冷間曲げ加工可能な最小半径（5t）で決定している．
曲げ加工半径をさらに小さくできれば，曲げ加工端の折れ点とスタッド締め付けによる引き込み点
の位置を移動することがずらすことが可能である． 
   
図 7.3.15 橋軸直角方向応力コンター（M30座金） 
   
図7.3.16 橋軸直角方向応力コンター（拡大） 
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図7.3.17 あて板の橋軸直角方向応力コンター 写真7.3.1 輪荷重疲労試験後のあて板の接触痕 
 
7.4 改造鋼床版の疲労設計上の留意点 
7.4.1 設計の基本 
疲労設計とは，部材に生じる応力変動を適切に評価し，必要な疲労耐久性が確保できることを照
査することであるが，鋼床版においては，自動車荷重によって生じる応力変動を適切な公称応力に
よって評価することが困難とされている5)．そのため，本研究で提案する改造鋼床版の疲労設計は，
適用条件を限定したうえで，疲労耐久性が確保できる細部構造などの構造詳細を規定するものとす
る．  
 
7.4.2 構造詳細による疲労設計の考え方 
本研究で提案した構造詳細は，第5章及び第6章で採用したスタッド溶接条件，スタッド間隔及び
設計軸力，あて板の形状，溶接ビード切断方法をもとに，構造改造した鋼床版に対して，阪神高速
の実態荷重を考慮した輪荷重（T荷重よりやや大きい78.5kN）の200万回繰り返し疲労試験及びFEM
解析結果をもとに評価し，耐久性を照査している．したがって，これらの構造詳細を満足する場合
には，疲労耐久性が確保されているものとみなす．つまり，今後，これらの構造詳細を変更する場
合は，同様に載荷実験やFEM解析をもとに評価する必要がある． 
 
7.4.3 施工品質管理における留意点 
実橋では，車両走行による桁の振動や輪荷重直下のたわみが施工品質に影響すると考えられる．
こうした施工品質のばらつきは，実橋下での現場試験を通じてスタッド溶接時の溶接形状や鉛直度，
溶接ビード切断痕の仕上げ基準といった品質・施工管理基準を制定し遵守することにより，必要な
性能を確保する． 
 
7.4.4 課題 
改造後の鋼床版の疲労設計では，デッキプレート母板の疲労耐久性の確保が最も重要な課題であ
ることがわかった．つまり，デッキプレートとあて板とはスタッドへの軸力導入によって一体化す
ることが前提であり，スタッド溶接施工に対する品質・施工管理は当然のこと，品質を安定・向上
させるためのスタッド溶接自動化やトルシアスタッドの開発が必須の課題である．また，前節で述
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べたとおり，改造後の鋼床版は，デッキプレートとUリブの支持点が既設のUリブ間隔（320㎜）よ
りあて板の曲げ加工端に移動したため，デッキプレートの局部ひずみやたわみが増加している．つ
まり，改造した鋼床版の疲労設計においては，この点に留意する必要がある．例えば，あて板の形
状を改善することによって，これらを抑制していくことも考えられる．また，溶接ビードの切断痕
についても，応力集中点を残さないために出来るだけ平滑に仕上げることが望ましい．そのため，
これを可能とする仕上げ機の開発も視野に入れるべきである． 
 
7.5 まとめ 
本章では，鋼床版で特に留意すべき，デッキプレートの変形特性に着目し，疲労試験で用いた試
験体をモデル化した FEM 解析を実施し，改造前後の鋼床版の変形挙動を調査した．また，改造し
た鋼床版の疲労耐久性を考察するために，スタッド溶接部を含めた鋼床版部分モデルによる FEM
解析を実施し，スタッド溶接部周辺や鋼床版の応力性状について調査した．さらに，改造鋼床版の
疲労設計上の留意点を整理した．本章で得られた主な研究成果をまとめると以下のとおりである．  
 
(1) 全橋モデルを用いたFEM解析の結果，デッキプレートの変位は改造後の方が改造前より大きく，
Uリブの変位は改造後の方が改造前より小さくなった．これらの傾向は輪荷重載荷試験の結果と
同様であった．  
(2) 部分モデル解析によるスタッド溶接部の回転せん断力は，締め付けたほうが，締め付けないよ
り約10倍大きかった．これは，スタッドに軸力を導入したことによって，デッキプレートとあて
板が一体化し，版作用に対してスタッド溶接部に作用する値が増加したと考えられる．ただし，
その値は頭付きスタッドの設計疲労せん断応力振幅として規定される 50N／㎜ 2に対して約 4.5N
／㎜ 2程度と非常に小さく，疲労上問題にならないと考えられる． 
(3) 部分モデル解析によるスタッド溶接止端部周辺の変動応力は，締め付けたスタッドよりも締め
付けないスタッドの方が大きく，約2倍の差となっていた．スタッド締め付けによって，あて板
へ荷重が伝達され，溶接部の変動応力は小さくなったと考えられる．また，変動応力が約半分と
なったことで，疲労寿命は，3 乗則とすれば，輪荷重疲労試験において，軸力が導入されていな
いスタッドにき裂が発生した実験結果と傾向が一致する． 
(4) デッキプレートとあて板の接合面には，あて板の曲げ加工端の折れ点と，スタッド締め付けに
よる引き込みによって，局所的に高い圧縮状態となる．このとき，デッキプレート上面には，
200MPaに近い局部応力が発生した．この結果は輪荷重載荷試験の結果と符号した． 
(5) 改造鋼床版の特徴を踏まえ、構造詳細による疲労設計の考え方を述べるとともに，施工品質管
理における留意点，及び疲労設計上の課題を整理した． 
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第 8章 結論 
8.1 本研究の成果 
本研究は，鋼橋の二大損傷である「腐食」と「疲労」の中でも特に発生件数が多い部材接合部の
損傷のうち，その対策工法の実用化に向けて解決すべき課題の多い「高力ボルト接合部の腐食」及
び「Uリブ鋼床版の疲労」に着目し，これら 2つの接合部の構造改善・耐久性向上をはかる提案と，
その実現のための研究課題を提起し，鋼橋への実用化のための検討を行ったものである．以下には，
本研究の成果を要約してまとめる． 
 
まず，鋼橋ボルト接合部の腐食は，ボルト頭部が突出することに起因する塗膜耐久性の低さや雨
水滞留による湿潤環境が原因である．こうした問題を解決する方法として，ボルト頭部の突出をな
くし接合面を平滑にする接合方法を提案した．ここで，平滑化を可能とするボルトとして「皿型ボ
ルト」に着目し，これを用いた摩擦接合継手の力学特性を明らかにするとともに，鋼橋を対象とし
た実設計のための諸条件の整理・提案を研究目的とした．つぎに，近年急激に増加しているUリブ
鋼床版の疲労き裂のなかでも特に損傷数が多く疲労対策上の課題も多い「デッキプレートとUリブ
溶接部のき裂」を取り上げ，交通規制や天候リスクのない方法で，かつ将来にわたりき裂発生リス
クを限りなく排除する方法として，現行の鋼床版におけるデッキプレートとUリブの片面すみ肉溶
接を，剛性の高いあて板ボルト接合へ改造する方法を提案するとともに，交通規制を不要とするた
め，片面から施工可能なボルトとして「ねじ付きスタッド」に着目し，これを摩擦接合継手の締結
材とすることの可否と，鋼床版に適用した場合の力学特性および補強効果を明らかにすることを研
究目的とした． 
得られた研究成果の概要は以下の通りである．まず，皿型ボルトは，実橋適用を見据えた構造パ
ラメータを選定した上で製作・施工誤差を考慮した継手試験体に対する引張載荷試験及び FEM 解
析を行い，六角ボルトと比べてすべり耐力の低下が最大1割程度にとどまることなど，その力学特
性を明らかにするとともに，その原因が皿頭部の形状に起因する連結板の変形によるものであるこ
とを示した．そして，これらの特性とボルト軸力のリラクゼーション特性を考慮して，皿型ボルト
を用いる場合の設計すべり係数を 0.4（無機ジンクリッチペイントを接合面に塗布する場合）とする
ことを提案した．さらに，ボルトの呼び径＋4.5㎜までの拡大孔の採用や，ボルトの皿頭部の最適形
状，連結板の最小板厚（12㎜）の提案など，実設計のための諸条件を整理した．つぎに，摩擦接合
継手としての「ねじ付きスタッド」は，鋼板に溶殖され，高軸力を導入した状態とされることから，
スタッドを用いたあて板補強鋼板の引張疲労試験及び FEM 解析を実施し，スタッドに軸力が導入
されることでスタッド溶接部周辺の変動応力があて板にも伝達され，軸力が導入されることによる
疲労強度の低下は認められず，その疲労強度は頭付スタッド（E 等級相当）のそれと同等以上であ
ること，スタッドを用いた 1面継手試験体のすべり試験結果をもとに摩擦接合の締結材として適用
可能であることを明らかにした．さらに，スタッドとワンサイドボルトを用いてあて板をボルト接
合した実物大鋼床版試験体に対して載荷試験を行い，T荷重に対する応力性状や変形特性をもとに，
スタッドの溶殖間隔や導入軸力の妥当性を確認した．また，輪荷重疲労試験（輪荷重 78.5kN，200
万回）も併せて実施し，その疲労耐久性を明らかにした． 
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本論文は 7章により構成されており，各章で得られた主な結論を以下に要約する． 
 
第 1章では，鋼橋部材接合の歴史及び近年の接合技術の研究事例を外観するとともに，鋼橋の二
大損傷である「腐食」と「疲労」において，その中でも特に発生件数の多い部材接合部の損傷のう
ち，対策工法の適用や実用化に向けての解決すべき課題の多い「高力ボルト接合部の腐食」及び「U
リブ鋼床版の疲労」に着目し，これら 2つの接合部の不具合を改善するべく，損傷の発生要因とな
るボルト部あるいは溶接部の接合構造の改善や耐久性の向上のための提案，さらにはその実現のた
めの研究課題と解決に向けての実施手順を示した． 
 
第2章では，皿型ボルトを用いた摩擦接合継手の実用可能性を調査するために，継手モデルのFEM
解析により，ボルト頭部の形状が接合面の接触圧に及ぼす影響や皿頭部・連結板の応力性状を明ら
かにするとともに，実橋の構造諸元を想定した鋼材の種類，すべり／降伏耐力比，接合面数をパラ
メータにした継手試験体による引張載荷試験を行い，すべり耐力や軸力低下の影響を六角ボルトと
比較して明らかにした．本章で得られた主な研究成果をまとめると以下のとおりである． 
 
(1)  1行 1列の 2面継手を想定した軸対称FEM解析の結果，皿型ボルトを用いた継手の接合面で
は，皿孔加工部周辺の狭い分布範囲に高い接触圧が発生した．また，皿頭部の形状は，軸力導
入によって発生する頭部周辺のMises応力を最小にする形状として，皿頭部の角度が 90度，首
下の曲率半径が 2.0㎜を最適な形状と結論付けた．さらに，3次元弾塑性 FEM解析の結果，軸
力導入時には，連結板の皿孔加工部近傍に降伏を超える応力が生じ，すべり荷重時では，載荷
側の連結板の塑性域が増加した．接合面での接触圧分布は，皿型ボルトはすべり荷重に近づく
につれて載荷側で接触圧が高く，接触範囲が狭くなるのに対して，六角ボルトはすべり荷重に
近づいても接触圧は低く，比較的なだらかに分布した．  
(2)  1 行 2 列の継手供試体による引張載荷試験の結果，接触面に無機ジンクリッチペイント（目
標膜厚 75μm）を塗布した全ての試験体において，相対変位が 0.2 ㎜に達した時点の荷重に対
して試験前軸力を用いて算出したすべり係数で評価して，設計で要求されるすべり係数 0.45を
上回った．ただし，すべり係数とすべり／降伏耐力比の関係から，接合面数，ボルト種別に関
わらず，すべり／降伏耐力比の増加にともない，すべり係数は低下し，同じすべり／降伏耐力
比の場合，接合面数に関わらず，六角ボルトに比べて皿型ボルトが一様に小さく，2 面継手で
最大 1割程度低くなった．なお，接合面数によるすべり係数の比較では，同じすべり／降伏耐
力比の場合，ボルト種別に関わらず，1 面継手の方が小さくなった．また，皿孔加工部を有す
る鋼板に高強度材（SM490）を使用すると，皿孔加工部周辺の局所的な塑性変形が改善され，
すべり荷重は増加した．その改善効果は，降伏先行型継手では母板の降伏による板厚減少が先
行し低く，母板の降伏の影響がないすべり先行型継手では高くなった． 
  
 第 3章では，皿型ボルト摩擦接合継手に拡大孔を適用した場合のすべり耐力と降伏耐力について，
母板及び連結板のボルト孔の孔ずれに着目して，継手モデルの引張載荷実験を行った．また，ボル
ト軸部がボルト孔壁に片当たりした場合の継手挙動への影響について，施工誤差に起因する片当た
りが，すべり耐力及びすべり後の終局強度に与える影響を検討するため，すべり限界とそれを超え
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た支圧限界及び破断に至るまでの終局限界を対象とした載荷試験を行った．本章で得られた主な研
究成果をまとめると以下のとおりである． 
 
(1)  拡大孔や孔ずれを想定した 1行 2列の継手試験体による引張載荷試験の結果，相対変位の挙
動は，降伏先行型（β＞1）かつ母板降伏先行型（γ＞1）の継手に 28.5㎜の拡大孔を適用する
と，外側ボルト付近の相対変位が増加し，すべり先行型の継手では，内側・外側ボルト付近の
相対変位は同程度となり，両者に有意な差は認められなかった．また，最も高いすべり係数は
すべり先行型の 2面継手の 0.71であり，最も低いすべり係数は降伏先行型の 2面継手の 0.52
であり，拡大孔の影響によらず，すべり／降伏耐力比の増加に伴いすべり係数が低下した． 
(2)  皿型ボルトのすべり耐力に対するボルト孔径，及びボルトずれの影響は，検討した板厚構成，
（母板厚：32，16，12㎜），すべり／降伏耐力比（β＝0.7～1.2），及び継手面数（1～2面）の
範囲で小さい．そのため，皿型ボルト摩擦接合継手に拡大孔径をM22の標準孔径+6.5㎜（28.5
㎜）とした場合，高力六角ボルトおよびトルシアボルトに拡大孔を用いる場合と同様，すべり
係数を低減する必要はない． 
(3)  片当たりを想定した 1行 3列の継手試験体による引張載荷試験の結果，荷重－相対変位，及
び荷重-軸力低下率の関係において，すべり先行型と降伏先行型で，片当たりの影響は認められ
なかった．また，片当たりの有無によるすべり係数の影響は平均値で比較すると，片当たりの
ないケースに対して，片当たりのあるケースは降伏先行型では 2％の低下率（0.49→0.48），す
べり先行型でも 2％の低下率（0.70→0.69）となりすべり係数の大きな違いはみられなかった．
さらに，連結板／母板降伏耐力比γによるすべり係数の影響は，連結板降伏先行型（γ＝0.98）
のすべり係数の平均値と母板降伏先行型（γ＝1.17）のそれとも 0.70となり，連結板／母板降
伏耐力比によるすべり係数の影響はみられなかった．そして，単位時間当たりの荷重と相対変
位の増分は，片当たりのないケースはすべり発生時には急激に変化するが，片当たりしたケー
スではその変化は緩やかとなった．なお，すべり後耐力についても，片当たりの有無の差は 1%
未満となり，片当たりによる最大荷重の影響はみられなかった． 
 
第4章では，皿頭部及び連結板の皿孔加工部の変形特性に着目したFEM解析を行い，通常の六角
ボルト継手を用いた摩擦接合継手と比較して，そのすべり係数が低下する要因及びその程度を把握
した．次に，3行4列の継手試験体による引張載荷試験を実施し，群ボルト配置がすべり耐力に及ぼ
す影響を，六角ボルトを用いた場合と比較して検討した．最後に，皿型形状が長期的な軸力低下に
及ぼす影響を，長期リラクゼーション試験を実施し，六角ボルトの軸力低下率と比較して検討した．
本章で得られた主な研究成果をまとめると以下のとおりである． 
 
(1)  皿型ボルトのすべり耐力が低下する要因について，ボルト頭部の形状に着目したFEM解析を
実施した結果，皿型ボルトに軸力を導入することで連結板の皿孔加工部近傍の塑性化と皿頭部
のボルト軸方向の変形が発生し，さらに引張力が作用することで連結板の皿孔加工部周辺が継
手方向に変形する．これにより，皿型ボルトが軸方向に落ち込み，ボルト軸力が低下すること
ですべり耐力が低下することを示した． 
(2)  群ボルト配置がすべり耐力に及ぼす影響について，3行4列継手モデルによる引張載荷試験を
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実施した結果，すべり係数のばらつきは，皿型ボルトの方が六角ボルトよりやや大きかったが，
第2章で実施した小型継手モデルと同様の傾向であった．また，母板の設計破断荷重に近い引張
荷重を載荷した場合では，各々のボルトが支圧状態に移行し，ボルトが個々に破断するアンボ
トニング現象は見られなかった．さらに，設計ボルト軸力を用いて算出したすべり係数μ0は，
皿型ボルトの場合，平均で0.60，六角ボルトの場合，平均で0.64となり，形状の違いによるすべ
り耐力の低下の他に群ボルト配置による低下は認められなかったと判断できる． 
(3)  皿型ボルトのリラクゼーションは，軸力導入時から１日後の初期において皿頭部の変形によ
る影響を強く受け，それ以降は無機ジンクリッチペイントの影響が支配的であると考えられる．
すなわち，六角ボルトとの比較において，形状による違いの影響が初期に大きく現れ，その後
の影響には差異がないと考えられる． 
(4)  皿型ボルトのすべり耐力に支配的な要因は，皿型形状に起因するボルト頭部及び連結板の変
形とボルト軸力のリラクゼーションであり，これらの影響を考慮して，設計すべり係数を0.4（接
触面に無機ジンクリッチペイントを75面㎜塗布する場合）とすることを提案した． 
 
第5章では，近年急増しているUリブ鋼床版の疲労き裂のなかで，特に損傷数が多く疲労対策上の
課題も多い「デッキプレートとUリブ溶接部のき裂」を取り上げ，交通規制や天候リスクのない方
法で，かつ将来にわたり，き裂発生リスクを限りなく排除する方法として，現行の鋼床版のデッキ
プレートとUリブの片面すみ肉溶接を，剛性の高いあて板ボルト接合へ改造する方法を提案した．
さらに，交通規制を不要とするために片面から施工可能なボルトとして「ねじ付きスタッド」に着
目し，これを摩擦接合の締結材として使用することの可否を明らかにするために，スタッドを有す
るあて板鋼板の引張疲労試験及びFEM解析を実施し，スタッドに軸力導入した状態での疲労強度を
頭付スタッド（E等級相当）のそれと比較して検討するとともに，スタッド溶接部周辺の変動応力
とあて板への荷重伝達を明らかにした．また，スタッドを用いた1面継手試験体の引張載荷試験を実
施し，すべり係数を調査した．本章で得られた主な研究成果をまとめると以下のとおりである． 
 
(1)  上向き溶接可能なスタッド（φ19，SM570材相当）及び上向き溶接専用フェルールを選定し，
これを鋼板に溶接してスタッド溶接部の外観形状と硬さを調査した結果，溶接部の外観形状は
軸部φ19に対して余盛径最大φ30㎜，余盛高最大 9㎜，スタッド鉛直度は最大 1.9㎜の傾きで
あった．さらに，スタッド溶接部のマクロ試験の結果，溶融金属部に溶接欠陥等は見られず品
質は安定していた．さらに，スタッド溶接部のHAZの一部ではHv370程度の硬度を確認した． 
(2)  スタッド溶接鋼板に対する引張試験の結果，スタッドの規定強度を上回る引張強さを確認し
た．また，曲げ試験も合わせて，脆性的な破壊はみられなかった．また，スタッド溶接鋼板の
静的強度をふまえ，スタッドの設計軸力は 111kN(392MPa)，標準軸力は 122kN(431MPa)を提案
した． 
(3)  スタッドを用いたあて板鋼板の引張疲労試験及び FEM 解析の結果，スタッドに軸力導入す
るとスタッド溶接部周辺には高い引張力が作用するが，変動応力はあて板にも伝達され，疲労
強度の低下は見られず，頭付スタッド（E等級相当）のそれと同等以上であった．また，スタ
ッドを用いて摩擦接合した 1行 2列の 1面継手試験体（接合面処理：母板 2種ケレン，あて板
無機ジンクリッチペイント 75μm）を用いた引張載荷試験の結果，道路橋示方書で規定するす
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べり係数(0.45 以上)を確認した．これらを踏まえ，スタッドを摩擦接合用の締結材として軸力
を導入して使用するのは可能であると結論づけた． 
 
第 6章では，現行の鋼床版の片面すみ肉溶接を，スタッドを用いたあて板接合に改造した鋼床版
構造の性能改善効果について評価するために，実物大の鋼床版を用いて，トラック載荷試験を行い，
改造前の鋼床版との応力性状や変形特性を比較し，スタッドの設置間隔や導入軸力の妥当性を確認
した．また，同じ改造鋼床版を用いた輪荷重疲労試験を実施し，その疲労耐久性を確認した．本章
で得られた主な研究成果をまとめると以下のとおりである． 
 
(1)  スタッドを用いたあて板接合に改造した鋼床版の実物大試験体を用いた静的載荷試験の結
果，スタッド溶接部直上のデッキプレートのひずみは，あて板の付加によって，改造前の鋼
床版のそれより小さくなった．一方，あて板の曲げ加工端付近のデッキプレートの橋軸直角
方向ひずみは局所的に増加した．さらに，スタッドの締め付けの有無の比較では，締め付け
たスタッド直上のデッキプレートの活荷重ひずみは，あて板への応力分担によって，締め付
けしないスタッド直上のひずみと比べて約 50％低下した．そして，デッキプレートと横リブ
交差部では，あて板が不連続となること，及びデッキプレートとUリブの溶接ビードの切断
の影響を受け，横リブスカラップ近傍の横リブ側の鉛直ひずみ，及びデッキプレートの橋軸
直角方向ひずみが増加した．なお，改造した鋼床版の橋軸方向たわみは，改造前の鋼床版と
比較して，デッキプレートのたわみは増加し，Uリブ下面のたわみは小さくなった． 
(2)  輪荷重疲労試験（輪荷重 78.5kN，200 万回）の結果，締め付けたスタッドの溶接止端部，
横リブ交差部のデッキプレートと横リブ交差部の回し溶接止端部にき裂は発生しなかった．
また，デッキプレート上面からの超音波探傷試験の結果，溶接ビード切断痕のルートを起点
とするデッキ方向進展き裂は確認されなかった．さらに，U リブのワンサイドボルトのボル
ト孔やあて板にき裂は確認されなかった．一方，実構造としては存在しないが，締め付けな
いスタッドの溶接止端部にき裂が確認された．また，切断ビード端部のストップホール部の
一部，及び補強モデルへの遷移区間で切断ビード痕をグラインダで仕上げた境界部において
き裂が確認された．  
(3)  改造した鋼床版は，あて板の形状に起因する局部ひずみやデッキプレートのたわみが増加
する部位も存在するが，それ以外は改造前と概ね同様のひずみ及び変形を呈すること，さら
に，トラック載荷試験及び輪荷重疲労試験を通じて，あて板と鋼床版との間にずれは発生し
なかったことから，ここで設定したあて板のスタッドの設置間隔や導入軸力は妥当と考えら
れる． 
 
第 7章では，鋼床版で特に留意するべく変形特性に着目し，疲労試験で用いた試験体をモデル化
した FEM 解析結果をもとに，改造前後の鋼床版の変形挙動を考察した．また，改造した鋼床版の
疲労耐久性を考察するために，スタッド溶接部を含めた鋼床版部分モデルによる FEM 解析を実施
し，スタッド溶接部周辺や鋼床版の応力性状について調査した．さらに，これらを踏まえ，改造鋼
床版の疲労設計上の留意点を整理した．本章で得られた主な研究成果をまとめると以下のとおりで
ある．  
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(1)  全橋モデルを用いた FEM 解析の結果，デッキプレートの変位は改造後の方が改造前より大
きく，Uリブの変位は改造後の方が改造前より小さく，輪荷重載荷試験の結果と同様の傾向を
示した．また，部分モデルによるスタッド溶接部の回転せん断力は，締め付けた方が，締め付
けない方より約 10 倍大きかったが，その値は頭付きスタッドの設計疲労せん断応力振幅とし
て規定される 50N／㎜ 2に対して約 4.5N／㎜ 2程度と，疲労上問題にならない程度であった． 
(2)  部分モデル解析によるスタッド溶接止端部周辺の変動応力は，締め付けたスタッドよりも締
め付けないスタッドの方が大きく，約 2 倍の差となった．これはスタッド締め付けによって，
あて板にも荷重が伝達され，変動応力は小さくなったと考えられた．また，デッキプレートと
あて板の接合面には，あて板の曲げ加工端の折れ点と，スタッド締め付けによるデッキプレー
トの引き込みによって局所的に高い圧縮状態を示し，輪荷重載荷試験の結果と符号した． 
(3)  改造鋼床版の特質を踏まえ，疲労設計の基本として構造詳細による疲労設計の考え方を述べ
るとともに，施工品質管理における留意点，及び疲労設計上の課題について整理した． 
 
8.2 今後の展望と課題 
 
 上記の研究成果をもって，鋼橋部材接合部に発生している「腐食」と「疲労」の主たる損傷発生
の大幅な抑制を期待できるのであるが，開発工法を「実用化」してこそ，鋼橋の高耐久化，つまり
維持管理性の向上が図られ，効率的な維持管理が実現できると考えられる．そのためには，以下に
示す，本研究成果の実用化に向けた技術課題を解決する必要がある． 
「皿型ボルトの摩擦接合継手」に関して，鋼橋の建設や維持管理の現場接合においては，架設条
件や施工時間の短縮の観点から，今後も「高力ボルト摩擦接合継手」の活用ニーズがあると考えら
れる．皿型ボルトは，ボルトの頭部が連結板の皿孔加工部に収まり良く密着してこそ性能が発揮さ
れるものであり，これを実現できる施工品質管理が重要である．特に，皿頭部の角度や軸の傾斜が
すべり強度に及ぼす影響は大きいことから，これらの管理限界値を適切に設定し，皿孔加工部の製
作精度と併せた施工・品質管理基準を策定することが不可欠である．また，皿型ボルトの品質を安
定・向上させるためのトルシア化などをはかることが望ましい． 
皿型ボルトのすべり耐力の低下要因が，ボルトの締め付けに伴う皿頭部のボルト軸方向への変形
に起因するため，皿頭部の形状の工夫（例えば，上に少し凸を成形するなど）によって，皿頭部の
軸方向への落ち込み変形を抑制できれば，すべり耐力は低下せず，設計すべり係数を向上できる可
能性がある．さらに，本研究ではボルトの頭側に着目したが，ナット側については未解決であるた
め，ナットの形状改良等，ボルト・ナットのセットで高耐久化をはかることが望ましい． 
阪神高速では，平成27年度から事業化される特定更新等事業において多数のUリブ鋼床版が大規
模修繕の対象となっており，特に代替路線のない3号神戸線などでは，交通規制を必要としない下面
から施工可能な対策方法の実用化が切望されている．「スタッドを用いてあて板接合した鋼床版への
改造」に関しては，デッキプレートとUリブとのすみ肉溶接部の応力集中に起因する疲労問題を，
溶接ビードそのものを切除することによって解消する代わりに，あて板によるボルト接合に変更す
るものである．そのため，改造後の鋼床版の疲労設計においては，デッキプレート母板の疲労耐久
性の確保が最も重要な課題となる．つまり，デッキプレートとあて板とはスタッドへの軸力導入に
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よって一体化することが前提であり，スタッド溶接施工に対する品質・施工管理は当然のことなが
ら，こうした施工品質を安定・向上させるためのスタッド溶接の自動化やトルシアスタッドの開発
が重要である．特に，実橋では，供用下での車両走行による桁の振動や輪荷重の直上たわみの影響
が考えられ，実橋下での現場試験を通じてスタッド溶接時の溶接形状や鉛直度，溶接ビード切断痕
の仕上げ基準といった品質施工管理基準の策定が不可欠である． 
また，改造後の鋼床版は，デッキプレートとUリブの支持点が改造前のUリブ間隔（320㎜）より
もあて板の曲げ加工端に移動し，支持間隔が増加することから，デッキプレートの局部ひずみやた
わみが増加した．そのため，改造後に舗装の損傷やデッキプレート母板の疲労耐久性の低下が懸念
される．こうした問題を解決するためのさらなる構造改善として，例えばあて板の形状を改善し，
曲げ加工半径を出来る限り小さくし，局部ひずみやたわみの増加を抑制することも必要である．さ
らに，溶接ビードの切断痕についても，デッキプレートの架設用吊ピースの仕上げと同様，応力集
中点を残さないために出来るだけ平滑に仕上げるべきであり，これを容易に実現できる機械の開発
も重要である． 
最後に，本研究成果は，単に鋼橋や鋼床版といった土木鋼構造物にとどまらず，建築など他分野
への活用も含め，幅広く応用できる可能性がある．これによって，鋼構造物の「腐食」や「疲労」
といった不具合が一つでも少なくなることに貢献できれば，著者にとって望外の喜びである．今後
も鋼構造物の長寿命化に向けて，潜在する不具合を見つけ，その課題を明らかにし，解決に向けた
取り組みを引き続き行っていくことが重要である．本研究によって得られた知見をもとに，より発
展させ，高耐久かつ高品質な鋼構造物の実現のために，日々，継続して努力する所存である． 
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